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L'eﬀet magnéto-impédant géant (MIG) traduit la forte variation de l'impédance d'un
conducteur ferromagnétique soumis à une variation de champ magnétique externe.
L'objectif de ce travail de thèse est l'optimisation des performances en bruit d'un magnéto-
mètre à MIG. Ces dernières limitent ultimement le plus petit champ magnétique mesurable.
Ainsi, nous présentons l'étude des propriétés physiques du matériau permettant d'évaluer
la sensibilité propre de l'élément sensible à l'aide d'un modèle simpliﬁé. L'originalité de cette
étude réside dans la prise en compte de la sensibilité exprimée en V/T, liée à l'amplitude
d'excitation optimale, comme critère de performance.
Aﬁn d'accroître encore cette sensibilité, les dispositifs MIG sont associés à une bobine
de capture. La réponse en champ du quadripôle ainsi constitué est modélisée. La capacité
parasite de la bobine, identiﬁée comme un facteur limitant, implique alors une fréquence
d'excitation optimale propre à chaque élément sensible.
Finalement, une modélisation globale des performances en bruit, intégrant de plus le
conditionnement électronique, est développée. Celle-ci permet de prédire et d'analyser les
performances en fonction des conditions de mise en ÷uvre, notamment vis-à-vis du type
de démodulation. Ces résultats valident l'intérêt de la structure quadripôle et apportent un
éclairage important sur le choix du point de fonctionnement en champ statique du capteur.
Ce travail permet alors de réaliser un magnétomètre optimisé. Il aﬃche des performances






The Giant MagnetoImpedance (GMI) eﬀect reﬂects the strong dependence of the electrical
impedance of a ferromagnetic conductor submitted to an external applied magnetic ﬁeld.
The main objective of this thesis consists in increasing the noise performance of GMI-based
magnetometers, since it ultimately limits the lower magnetic ﬁeld which can be detected.
We thus present a study of the material's physical properties, which allows us to evaluate
the proper sensitivity of a sensing element, using a simpliﬁed model. The originality of
this study lies in the consideration of the sensitivity in units of V/T, which is linked to the
optimum excitation current amplitude and frequency, as a criterion of performance.
In order to further increase the sensitivity, GMI devices are associated to a detection
coil. The ﬁeld response of the two-port network thus obtained is modeled. The parasitic
capacitance, identiﬁed as a limiting factor, thus implies an optimum excitation frequency
associated to each devices.
Finally, a complete model of the noise performances, including the electronic conditioning,
is developed. It allows us to predict and analyze the performances associated to diﬀerent
electronic conditioning, particularly in relation to the demodulation approach. Those results
validate the usefulness of the two-port network structure and shed a new light on the choice
of the optimal static ﬁeld operating point of the sensor.
This work thus leads to the design of an optimized magnetometer, exhibiting excellent
performances, notably an equivalent noise level lower than 1 pT/
√
Hz in white noise region.
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1Introduction
Les magnétomètres font de plus en plus partie de notre vie quotidienne et sont maintenant
largement utilisés dans un grand nombre d'objets et d'applications. Pour n'en citer que
quelques-uns, cela va du compas magnétique, intégré à chaque nouveau smartphone, à la
lecture de l'information stockée dans les disques durs en passant par la détection du point
mort haut sur le volant moteur d'une voiture. Tous ces magnétomètres ont pour vocation
de détecter et/ou mesurer un simple champ magnétique, ce dernier pouvant être produit
par une source ou par un corps d'épreuve permettant la mesure d'une autre grandeur (un
courant électrique, une position, un angle, un bit, etc.).
La thèse défendue dans ce mémoire s'inscrit dans ce domaine, et plus particulièrement dans
l'étude et la mesure des champs magnétiques à basse fréquence et de très faible amplitude,
c'est-à-dire en magnétométrie dite à très haute sensibilité. C'est un domaine pluridiscipli-
naire, plus globalement intégré dans celui de l'instrumentation, à la frontière entre le génie
physique et le génie électrique.
Comme toute chaîne d'instrumentation, un magnétomètre est principalement constitué
d'un capteur, l'élément physique qui transforme la variation de grandeur magnétique en une
variation de grandeur électrique, d'un conditionneur, chargé de récupérer le signal utile de la
grandeur électrique et de maintenir le capteur dans un mode de fonctionnement optimal,
et parfois d'une unité de traitement du signal chargée de mettre en forme la sortie du
conditionneur. Le capteur peut être basé sur des principes physiques variés (les phénomènes
d'induction, l'eﬀet Hall, l'eﬀet magnéto-résistif, etc.). Le conditionneur, quant à lui, est
adapté au type de capteur utilisé. Nous nous intéressons ici aux dispositifs à Magnéto-
Impédance Géante (MIG).
Plusieurs caractéristiques permettent de déﬁnir les performances d'un magnétomètre, l'im-
portance de chacune d'entre-elles dépendant du champ d'application visé :
 la sensibilité, qui traduit les variations du signal de sortie par rapport aux variations du
signal d'entrée,
 la bande passante, qui déﬁnit la gamme de fréquences dans laquelle le magnétomètre
est utilisable,
 la dynamique, qui est le rapport entre la plus grande et la plus petite amplitude eﬃcace
mesurable,
 la résolution spatiale, qui est la distance limite de distinction de deux sources magné-
tiques séparées,
 la densité spectrale de bruit équivalente en champ, qui traduit les ﬂuctuations aléatoires
2de la chaîne de mesure, exprimée en entrée, et qui ﬁxe la plus petite variation mesurable
par le système.
Cette dernière permet de quantiﬁer l'incertitude de mesure du magnétomètre et facilite les
comparaisons entre capteurs ; elle est alors exprimée en T (Tesla) dans une bande passante
de 1 Hz, ou plus précisément en T/
√
Hz comme illustré sur la ﬁgure 0.1. Nous nous inté-
resserons principalement à cet indicateur dans la suite. Ici nous pouvons citer l'exemple des
magnétomètres à SQUID à haute température critique faisant oﬃce de ﬁgure emblématique
de la magnétométrie à haute sensibilité. Comme nous le voyons sur la ﬁgure 0.1, ces dispo-
sitifs sont parmi les moins bruyants. Néanmoins, ils souﬀrent de certaines lacunes pouvant
limiter leur utilisation, notamment la nécessité de recourir à des moyens cryogéniques ou
encore une résolution spatiale dégradée due aux diﬃcultés de mise en ÷uvre de la cryogénie
et à l'utilisation d'une grande surface de capture pour accroître la sensibilité [1].
L'un des enjeux majeurs de la magnétométrie à très haute sensibilité est la réalisation
d'un magnétomètre aﬃchant un niveau de bruit comparable à celui des SQUID, avoisinant
les sub-pT/
√
Hz à 1 Hz, mais fonctionnant à température ambiante dans une large bande
passante et possédant une résolution spatiale inférieure au mm3. Ces spéciﬁcations ouvrent
sur un large champ d'applications, comme illustré sur la ﬁgure 0.2. Cette thèse contribue à
la poursuite de cet objectif par la mise en ÷uvre et l'optimisation de dispositifs à MIG.
Des travaux antérieurs [2, 3, 4] ont permis de révéler le fort potentiel de la MIG pour la
magnétométrie à haute sensibilité. Néanmoins, les performances actuelles semblent limitées
par la mise en ÷uvre de l'électronique de conditionnement et restent relativement éloignées
de celles attendues en théorie [5]. De plus, une large part des travaux traitant de la magnéto-
impédance géante ne considère pas la chaîne de mesure dans son intégralité et n'intègre pas
les performances en bruit en tant que facteur de mérite. À titre d'exemple, il en résulte que
le critère généralement retenu pour qualiﬁer les matériaux MIG n'est pas pertinent dans
l'optique de réaliser un magnétomètre à très haute sensibilité.
Ces constatations ont permis d'articuler le travail de thèse autour de trois grands volets
interdépendants sur lesquels s'appuie la structure de ce mémoire de thèse.
Dans le premier chapitre, nous commençons par rappeler la phénoménologie de la magnéto-
impédance géante ainsi que sa mise en ÷uvre dans le cadre de la magnétométrie à haute
sensibilité. Cette partie a pour vocation de s'assurer que l'essentiel des principes de la ma-
gnétométrie à base de matériau MIG, nécessaire à la compréhension du travail de thèse, soit
exposé. Nous y présentons également l'état de l'art actuel sur ce sujet permettant de dégager
les pistes de recherche pertinentes et de justiﬁer l'intérêt du travail de recherche.
Le second chapitre concerne le premier élément de la chaîne d'instrumentation et s'intéresse
ainsi à l'optimisation du matériau du capteur MIG. L'objectif principal est de déterminer les





































Figure 0.2 Illustration des diﬀérents domaines d'application [7].
4propriétés physiques permettant d'accroître la sensibilité en champ, qui est le critère identiﬁé
comme pertinent à la réalisation d'un magnétomètre performant [8, 9]. Pour ce faire, nous
exposons l'étude systématique d'une série de diﬀérents échantillons MIG ﬁlaires, de compo-
sitions chimiques et de techniques de fabrication variées, provenant des diﬀérentes équipes
de recherche travaillant sur le sujet. L'analyse de ces diﬀérents micro-ﬁls permet de mesurer
les propriétés physiques intervenant dans l'eﬀet MIG de chacun de ces matériaux. Nous nous
intéressons notamment aux paramètres géométriques (longueur et diamètre), à la résistivité,
à l'aimantation à saturation, à l'anisotropie, à la magnétostriction, au coeﬃcient d'amor-
tissement de Gilbert, etc. En parallèle, les performances en sensibilité de ces échantillons
sont mesurées à l'aide d'un banc de caractérisation dédié. Ces mesures sont confrontées à
un travail autour d'une modélisation simple de la sensibilité MIG [9]. Ceci permet alors
d'identiﬁer les propriétés physiques ayant un eﬀet sur les paramètres utiles à la réalisation
d'un magnétomètre. À la vue de ces résultats, des solutions d'optimisation peuvent être
envisagées.
Le troisième chapitre concerne l'évolution du dipôle MIG usuel vers une structure quadri-
pôle qui apparaît lorsque les dispositifs MIG sont associés à une bobine de capture. L'emploi
de cette structure a pour but d'augmenter la sensibilité en champ comparée à celle du dipôle
classique. Reprenant la modélisation physique de l'eﬀet MIG exposée au premier chapitre,
et en s'appuyant sur les travaux de LV. Panina et coll. [10, 11] et L. Kraus et coll. [12], les
paramètres de la matrice impédance de ce quadripôle sont extraits. Des techniques de réalisa-
tion de ces éléments bobinés et l'utilisation d'un banc de mesure dédié à leur caractérisation
expérimentale permettent de vériﬁer les résultats théoriques.
Ceci conduit au quatrième chapitre de ce mémoire de thèse qui concerne le conditionnement
électronique du magnétomètre. Nous nous attachons ici à l'intégration du dispositif sensible
(connu au travers de sa matrice impédance) dans un système complet, faisant intervenir
l'électronique de mise en ÷uvre et de détection. Sur ces bases, et dans le même principe que le
modèle de bruit développé par L. Ding et coll. [5], nous étudierons les performances en bruit
de l'ensemble de la chaîne de mesure. Ultimement, ces performances ne devraient plus être
limitées que par les performances intrinsèques du capteur et non par celles de l'électronique
de conditionnement. Pour ce faire, il est nécessaire d'identiﬁer et de quantiﬁer les sources de
bruit intervenant dans la chaîne de mesure ainsi que d'évaluer la sensibilité globale du système
en fonction des possibilités de mise en ÷uvre. Cette étude permet de dégager le meilleur
conditionnement suivant le dispositif MIG retenu. De manière complémentaire, les limitations
introduites par l'électronique de conditionnement sont susceptibles de faire évoluer les critères
de performance relatifs au matériau MIG utilisé.
L'ensemble de ce travail conduit ﬁnalement à une compréhension globale de la chaîne de
5mesure et à une identiﬁcation de tous les éléments limitant les performances du magnétomètre
ﬁnal. L'étude de chacun des volets permet de mettre en évidence les interactions entre les
diﬀérentes contraintes d'optimisation, tant du point de vue matériau que du point de vue
conditionnement. Elle permet ainsi d'identiﬁer les meilleures solutions de mise en ÷uvre d'un
magnétomètre à MIG et d'en prédire les performances. Nous mettons l'accent principalement
sur le niveau de bruit en champ dans l'objectif d'un magnétomètre avoisinant quelques
centaines de fT/
√
Hz en zone de bruit blanc. Le cinquième et dernier chapitre est ainsi
consacré à la réalisation pratique d'un magnétomètre à MIG, optimisé d'après l'ensemble
des résultats précédents, et à la caractérisation complète de ses performances, en terme de
bruit, de sensibilité, de bande passante et de dynamique.
Ce manuscrit s'achève par une conclusion générale permettant de résumer les résultats
principaux obtenus dans le cadre de cette thèse. Elle décrit l'originalité des contributions et
présente des perspectives pour de futurs travaux.
Par son coté pluridisciplinaire, ce travail de thèse s'est eﬀectué en cotutelle entre l'Université
de Caen Basse-Normandie (laboratoire GREYC), pour l'aspect électronique et mise en
÷uvre des magnétomètres, et l'École Polytechnique de Montréal (Laboratoire de Magné-
tisme) pour l'aspect physique et matériaux.
6Chapitre 1
État de l'art des capteurs MIG et
principe de conception
L'eﬀet magnéto-impédant, initialement découvert en 1930 par E. P. Harrison et coll. [13,
14] dans des ﬁls ferromagnétiques de Nickel Fer, traduit la variation d'impédance d'un
conducteur ferromagnétique, parcouru par un courant alternatif, lorsqu'il est soumis à une
variation du champ magnétique externe. Une illustration de cet eﬀet est donnée à la ﬁgure 1.1.
Dans les années 90, K. Mohri et coll., qui travaillaient alors sur des matériaux ferroma-
gnétiques amorphes ultra-doux, ont mis en évidence ce phénomène dans des ﬁls de CoFe-
SiB [15, 16]. Ils observent alors des variations de la partie imaginaire de l'impédance pour
des fréquences d'excitation d'une dizaine de kHz. Ils nomment ainsi ce phénomène l'eﬀet
magnéto-inductif. Ces travaux ont relancé la recherche dans ce domaine.
Avec l'accroissement de la fréquence d'excitation, l'eﬀet de peau devient non négligeable
et la densité de courant à l'intérieur du conducteur n'est plus homogène sur la section du ﬁl.
Ce phénomène entraîne une augmentation de la variation d'impédance (partie réelle et partie
imaginaire) en fonction du champ magnétique, le phénomène est ici appelé eﬀet magnéto-
impédant géant (MIG) [17, 18, 19].
Ces dernières décennies, de nombreuses publications ont traité de ce sujet tant il parait
intéressant pour la réalisation de magnétomètres à hautes performances et à faible coût. Une
large revue en est proposée en 2003 par M. Knobel et coll. [3].
Ce premier chapitre présente l'état de l'art des travaux au niveau international réalisés







Figure 1.1 Illustration de l'eﬀet Magneto-Impédant Géant (MIG).
7de mises en ÷uvre. Ce sujet étant largement pluridisciplinaire, ce chapitre a également pour
but de rendre compréhensible les travaux exposés, que ce soit à destination d'un lecteur issu
du génie physique ou à destination d'un lecteur issu du génie électrique. Nous attacherons
donc une attention particulière à l'introduction des concepts de base de la magnétométrie à
eﬀet MIG.
Dans une première partie, nous exposerons plus en détails la phénoménologie de la MIG
et les mécanismes physiques mis en jeu. Puis, nous verrons comment l'eﬀet MIG peut être
mis en ÷uvre aﬁn de réaliser un magnétomètre et nous détaillerons l'état de l'art actuel dans
ce domaine. La troisième partie s'intéressera à rappeler la modélisation physique de l'eﬀet
MIG. Et enﬁn, nous exposerons, en dernière partie, les motivations et enjeux concernant la
magnétométrie à eﬀet MIG.
1.1 Déﬁnition de la MIG
Avant d'aborder cette section, il convient d'indiquer qu'un certain nombre d'approxima-
tions y sont utilisées aﬁn de rendre aisément compréhensible l'eﬀet MIG. Le lecteur éclairé
trouvera une description plus rigoureuse des mécanismes régissant cet eﬀet à la section 1.3.
Le phénomène de la magnéto-impédance désigne les variations d'impédance d'un conduc-
teur magnétique, parcouru par un courant haute fréquence, lorsqu'il est soumis à une varia-
tion du champ magnétique statique externe. De manière générale, l'impédance complexe 1,
Z, d'un dipôle électrique, en régime harmonique à la fréquence fp, est déﬁnie par le rapport
des amplitudes complexes, Iac et Vac, respectivement du courant 2, iac, le traversant et de la
tension 3, vac, apparaissant à ses bornes, tel que :




où R etX représentent respectivement les parties réelle (résistance) et imaginaire (réactance)
de l'impédance. Il convient de mentionner que cette expression n'est valable qu'en régime
linéaire. Dans les matériaux MIG (généralement des ferromagnétiques doux), le comporte-
ment de vac vis-à-vis de iac peut être fortement non-linéaire [20]. Néanmoins, en maintenant
une amplitude d'excitation faible, il est toujours possible de les aborder dans le cadre d'une
approximation linéaire.
Dans ce travail, nous nous intéressons à des échantillons ﬁlaires, plus exactement des micro-
1. Les grandeurs que nous allons manipuler dans la suite de ce chapitre sont des grandeurs complexes.
Dans un souci de lisibilité, la notation complexe de ces grandeurs sera implicite.
2. iac = Iace−j2pifpt
3. vac = Vace−j2pifpt
8ﬁls ferromagnétiques de type amorphe. L'essentiel des principes énumérés ici est cependant
transposable à d'autres types de géométrie (tels les rubans, ﬁlms minces, etc.).
L'eﬀet MIG repose principalement sur un phénomène bien décrit par l'électromagnétisme
classique, celui de l'eﬀet de peau. Ce dernier désigne le fait qu'à haute fréquence, le courant
n'est plus uniformément réparti à l'intérieur d'un conducteur mais tend à se concentrer à
la surface. L'étude de l'eﬀet MIG nécessite la compréhension des relations entre les champs
électrique −→e et magnétique −→h présents à l'intérieur du matériau. Comme pour tout matériau
conducteur, ces relations sont décrites par un tenseur d'impédance de surface [21], [ζs], de
dimension 2× 2, tel que :
ei = ζij(
−→
h ∧ −→n )j (1.2)
où −→n est un vecteur unitaire normal à la surface du ﬁl et orienté vers l'intérieur, et où les
indices i et j désignent les composantes ϕ ou z en référence au système de coordonnées


















Traditionnellement, les échantillons MIG sont polarisés par un courant sinusoïdal, iac,
comme déﬁni précédemment, de pulsation ωp = 2pifp. Ce courant fait alors apparaître une
tension vac aux bornes de l'échantillon, d'amplitude Vac et de même pulsation. Les grandeurs
vac et iac peuvent être reliées respectivement à la composante axiale, ez, du champ électrique
et à la composante circonférentielle, hϕ, du champ magnétique, présents à la surface du
conducteur, par le théorème d'Ampère. Ainsi, iac = 2piahϕ, et vac = ezl, pour des échantillons
cylindriques où a et l sont respectivement le rayon et la longueur du conducteur avec l a.















Figure 1.2 Représentation de la géométrie du système et des grandeurs intervenant dans
l'eﬀet MIG.
9d'après la matrice impédance de surface [ζs] déﬁnie à l'équation (1.3). Cette expression se
réduit au terme ζzz lorsque la composante axiale du champ magnétique, hz, est nulle ou que
les termes ζzϕ et ζϕz du tenseur d'impédance sont nuls (ce dernier point est vériﬁé sous cer-
taines conditions de symétrie). Dans cette première partie, nous ne nous intéresserons qu'au
terme ζzz, qui est traditionnellement utilisé dans la modélisation de l'eﬀet MIG. Néanmoins,
la composante ζzϕ est nécessaire pour décrire correctement l'eﬀet MIG et est responsable
des eﬀets d'aimantation croisée intervenant dans la MIG anti-diagonale. Il est à noter que
l'exploitation de tous les termes de la matrice [ζs] nécessite d'autres types de mise en ÷uvre,
faisant alors intervenir les composantes circonférentielle du champ électrique et axiale du
champ magnétique. Ce point sera abordé plus en détail au chapitre 3.
Les équations de Maxwell permettent d'exprimer le lien entre ez et hϕ [21] et donc l'im-





où ρ est la résistivité électrique du matériau conducteur, k = 1−
δ
est le vecteur d'onde lié à
la propagation radiale de l'onde électromagnétique et J0 et J1 sont les fonctions de Bessel de
première espèce. Le terme δ représente l'eﬀet de peau, discuté précédemment, tel que décrit







où µ est la perméabilité scalaire équivalente du matériau.
Dans les matériaux ferromagnétiques, celle-ci dépend fortement du champ magnétique
statique externe. Une variation de ce dernier engendre alors une variation de la profondeur
de pénétration, entraînant à son tour une forte variation d'impédance. De plus, la forte per-
méabilité, µ, des matériaux magnétiques doux engendre l'apparition de l'eﬀet de peau à des
fréquences beaucoup plus faibles que celles attendues pour des matériaux non-magnétiques,
de résistivité et de diamètre équivalents. Ainsi, la variation d'impédance liée à la variation
de la profondeur de pénétration apparaît à des fréquences de quelques centaines de kHz. La
dépendance de l'impédance vis-à-vis de H est donc fortement liée à la fréquence d'excitation
et permet généralement de distinguer trois régimes fréquentiels distincts, tels que proposés
par M. Knobel et coll. [2, 3] et repris ci-après :
 Aux très basses fréquences (fp < 100 kHz), le courant d'excitation génère simplement un
champ magnétique circonférentiel variable, conformément au théorème d'Ampère. Les
variations du ﬂux de ce champ engendrent alors un champ électrique longitudinal d'après
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la loi de Faraday, entraînant une augmentation de la partie inductive de l'impédance. Il
s'agit de fait du phénomène d'auto-induction. Le conducteur se comporte alors comme
une inductance dont la valeur varie en fonction du champ magnétique quasi-statique
externe par l'intermédiaire de la variation de la perméabilité magnétique. La partie
résistive, quant à elle, est insensible au champ externe. Cet eﬀet est alors connu sous
le nom d'eﬀet magnéto-inductif [15]. Dans ce cas, l'eﬀet de peau est négligeable et la
profondeur de pénétration, δ, peut être considérée très grande devant le rayon du ﬁl,
a, dans l'équation (1.5). La simpliﬁcation des équations (1.4) et (1.5) donne, pour un
conducteur rectiligne :
Z ≈ Rdc + ωpl
8pi
µ(H) (1.7)
où Rdc (Rdc =
ρl
pia2
) représente la partie résistive DC de l'élément sensible. À ces fré-
quences, le mouvement des parois de domaines (si celles-ci sont présentes) peut jouer
un rôle important dans la perméabilité. Pour des amplitudes d'excitation suﬃsamment
grandes (régime non-linéaire), il peut y avoir un retournement cohérent de l'aimantation
décrit alors par le modèle de Stoner-Wohlfarth [22].
 Aux moyennes fréquences (de 100 kHz à 100 MHz), l'eﬀet est alors principalement lié
à la variation de la profondeur de pénétration, elle-même due à la forte dépendance
de la perméabilité magnétique au champ quasi-statique externe. C'est ce régime qui a
donné son nom à l'eﬀet magnéto-impédant géant [23, 24] et qui concentre la plupart des
travaux du domaine. En eﬀet, les très fortes variations d'impédance constatées ici en
font un candidat de choix pour de nombreuses applications, notamment dans le domaine
des capteurs. L'eﬀet de peau étant alors fortement prononcé, c'est-à-dire δ  a, soit
ka 1 et J0(ka)
J1(ka)
≈ , il advient :
Z ≈ (1 + ) lρ
2piaδ(H)
(1.8)
Cette fois, aussi bien les parties résistive qu'inductive dépendent du champ magnétique
externe. La dépendance de la perméabilité magnétique au champ externe intègre alors les
diﬀérents mécanismes de la dynamique de l'aimantation. La réponse est ici dominée par
les eﬀets gyromagnétiques fortement amortis (parfois appelés mécanismes de rotation).
Au-delà de 1 MHz, le mouvement des parois de domaines est totalement amorti et ne
contribue plus signiﬁcativement à la perméabilité du matériau.
 À haute fréquence d'excitation (fp > 100 MHz), la contribution gyromagnétique com-
mence à manifester la signature d'une résonance ferromagnétique. Le pic d'impédance
maximale se trouve décalé dans une région de champ statique où l'échantillon est alors
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complètement saturé. L'analogie entre l'eﬀet MIG est le phénomène de résonance ferro-
magnétique, démontrée par A. Yelon et coll. [25], est dans ce cas explicite.
L'eﬀet MIG est donc un phénomène présent dans tous les matériaux conducteurs magné-
tiques et se décrit classiquement par les lois de l'électromagnétisme. La compréhension de
l'eﬀet MIG repose en fait sur la compréhension des mécanismes régissant la perméabilité ma-
gnétique eﬀective µ. Ici, plusieurs niveaux d'approximation peuvent être considérés, ceux-ci
seront discutés plus en détails à la section 1.3 reprenant les bases de la modélisation de l'eﬀet
MIG. Avant cela, nous allons aborder les principes de mise en ÷uvre d'un matériau MIG
dans le cadre de la magnétométrie à haute sensibilité.
1.2 Application à la magnétométrie
La forte dépendance de l'impédance des dispositif MIG au champ magnétique externe en
fait de bons candidats pour la réalisation de magnétomètres. Néanmoins, l'obtention d'un ma-
gnétomètre à proprement parler nécessite un conditionnement adapté de l'élément sensible.
Ainsi, la première partie de cette section présente le principe général de ce conditionnement.
Ensuite, nous nous intéressons aux diﬀérents critères de performance qui caractérisent le
magnétomètre, puis nous présentons un état de l'art des magnétomètres à MIG actuels.
1.2.1 Mise en ÷uvre d'un dispositif à MIG
Système bouclé
Dans notre cas, nous nous intéressons à l'utilisation d'un dispositif MIG comme capteur de
champ magnétique. Comme pour la plupart des éléments sensibles, la réponse au champ ma-
gnétique de ces dispositifs est fortement non-linéaire. Aussi, il est impossible de les considérer
comme des magnétomètres s'ils sont utilisés sans conditionnement adapté.
Aﬁn de s'aﬀranchir de ce problème, il convient de réaliser un système asservi dans lequel
l'élément MIG travaille autour d'un point de fonctionnement en champ maintenu constant.
Ceci est réalisé à l'aide d'une contre-réaction en champ, comme dans la mise en ÷uvre de
nombreux magnétomètres (ﬂuxgates, SQUIDS [7], etc.). Le principe général de ce type de
mise en ÷uvre est donné à la ﬁgure 1.3 où la variation de champ externe 4, Bext, autour
du point de fonctionnement, est la grandeur à mesurer. Ce principe reprend les fondements
théoriques des systèmes asservis pouvant être trouvés, entre autres, aux références [26, 27].
4. Pour caractériser un magnétomètre, la grandeur champ d'induction B, exprimée en Tesla (T), est plus
usuellement utilisée que la grandeur champ magnétique H considérée jusqu'ici. Ces deux grandeurs sont
reliées, dans le vide, par la relation B = µ0H.
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Pour simpliﬁer cette approche, les transferts de la chaîne directe, Td, et de la chaîne de
retour, Tr, sont considérés constants sur toute la bande de fréquence d'utilisation. L'élément
MIG assure la transformation de la grandeur champ magnétique vers la grandeur tension
électrique au travers du bloc Td. Il est alors soumis à la diﬀérence, b, entre champ magnétique
externe à mesurer, Bext, et celui créé par la contre-réaction, Bcr. Ce dernier peut être généré
par une simple bobine. Par principe, le bouclage assure que ces deux champs s'opposent de
telle sorte que b = 0. Ce faisant, nous constatons que l'élément MIG est toujours soumis à
un même champ magnétique (idéalement nul). Cette structure permet alors de s'aﬀranchir
des problèmes de non-linéarité de la réponse au champ du capteur.
Les relations liant les diﬀérentes grandeurs du schéma-bloc 1.3 sont :
b = Bext −Bcr, (1.9)








où ω = 2pif est la fréquence du champ quasi-statique.
















où la tension de sortie dépend alors uniquement du gain de la chaîne de contre-réaction, Tr.
Ce résultat est particulièrement important car il montre que la condition Tr  ω/Td permet
de s'aﬀranchir des imperfections de la chaîne directe, Td, notamment la présence de distorsion
Figure 1.3 Schéma-bloc d'un système asservi en champ. Il est à noter que Bext, Bcr et b
sont des grandeurs magnétiques tandis que Vs et v sont des grandeurs électriques.
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et ses ﬂuctuations de gain (que ces ﬂuctuations proviennent d'un vieillissement du matériau,
d'une variation des conditions expérimentales, de la disparité entre diﬀérents échantillons
ou même des variations de la fonction de transfert dans la bande passante d'utilisation).
La condition Tr  ω/Td est relativement aisée à réaliser si la sensibilité au champ, Td, du
dispositif MIG est très élevée. La présence de l'intégrateur à la suite du transfert de chaîne
directe permet de garantir la relation TdTr  ω en régime continu, et assure donc l'absence
d'erreur statique en sortie.
Avant de poursuivre, il convient de faire remarquer que les grandeurs utilisées à la ﬁ-
gure 1.3 appartiennent toutes au même domaine fréquentiel. Ainsi, une variation de champ
magnétique extérieur, Bext, à la fréquence f comprise dans la bande passante d'utilisation,
se traduit par une variation de la tension de sortie, Vs, à la même fréquence. Vs est alors
une fonction linéaire de Bext déﬁnissant un magnétomètre. Or, à la section précédente, nous
avons exposé que le phénomène MIG apparaît pour des fréquences d'excitation, fp, relative-
ment élevées. Ceci implique donc que les variations de champs basses fréquences (à f) sont
transposées autour de la fréquence d'excitation, fp, par l'élément sensible MIG. La chaîne
directe doit donc nécessairement intégrer un étage de démodulation.
Le plus petit champ magnétique mesurable dépend du niveau de bruit en sortie de la
chaîne, le bruit étant un signal aléatoire indésirable présent dans toutes chaînes de mesure.
Deux grands types de source de bruit, contribuant au bruit en sortie, peuvent être consi-
dérés. Premièrement, les sources de bruit magnétique, de densité spectrale, bnbr , qui sont
vues par le dispositif comme une variation du champ magnétique externe et viennent donc
s'ajouter à Bext sur le schéma de la ﬁgure 1.3 (typiquement le bruit magnétique ambiant,
et indirectement le bruit magnétique intrinsèque de la MIG). Deuxièmement, les sources de
bruit électronique, de densité spectrale, entotal , qui sont liées à la chaîne de conditionnement
(notamment le bruit de Johnson des composants). Il est alors possible d'exprimer ces deux
types de sources de bruit, dans le cas où elles ne sont pas corrélées, par une densité spectrale
de bruit total équivalent en champ, en T/
√






Il apparaît alors que la sensibilité en champ joue un rôle crucial dans la contribution du
bruit de l'électronique. Dans le cas d'une chaîne de conditionnement idéale, cette dernière ne
devrait pas venir dégrader les performances du capteur et le bruit dominant serait alors le
bruit d'origine magnétique. Il apparaît également que le bruit équivalent en champ à l'entrée
du dispositif ne dépend que de la chaîne directe en boucle ouverte, Td, et est donc inchangé
lors du bouclage. Cependant, ceci est vrai à condition de prendre garde, lors du bouclage,
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que le bruit en entrée de l'étage intégrateur soit inférieur à celui présent en sortie du système
en boucle ouverte.
Finalement, le travail d'optimisation d'un magnétomètre à MIG est principalement focalisé
sur l'optimisation de la chaîne en boucle ouverte, en petit signal, puisque le bouclage, lorsqu'il
est correctement réalisé, ne vient pas dégrader ses performances et assure le verrouillage
autour d'un point de fonctionnement statique donné. C'est pourquoi l'essentiel du travail
exposé concerne principalement la chaîne de mesure directe, la réalisation pratique d'un
magnétomètre à MIG ne sera donnée qu'en ﬁn de ce document à la section 5.2. Le détail de
la chaîne directe, quant à lui, est donné ci-dessous.
Principe de la chaîne directe
Nous détaillons ici la mise en ÷uvre d'un élément MIG assurant la conversion grandeur
champ magnétique vers grandeur électrique telle que représentée par la chaîne directe, Td, de
la ﬁgure 1.3. En considérant un courant d'excitation sinusoïdal, d'amplitude, Iac, constante
et de pulsation ωp = 2pifp, circulant dans l'élément MIG, la tension aux bornes de ce dernier
est directement proportionnelle à la valeur d'impédance du dispositif et reﬂète donc ses
dépendances au champ magnétique 5 H :
vac(H) = Z(H)Iac sin(ωpt). (1.15)
Comme nous l'avons vu précédemment, les dispositifs MIG possèdent une réponse au
champ magnétique fortement non-linéaire. Considérant un point de fonctionnement en champ
statique,Hp, autour duquel le champ magnétique peut se réécrireH = Hp+h, où h représente
les variations petit signal du champ magnétique autour de ce point de fonctionnement,
l'impédance du dispositif peut se linéariser et s'écrit alors :






L'utilisation de l'élément MIG en boucle fermée par une contre-réaction en champ, telle
qu'exposée à la section précédente, assure que cette linéarisation autour d'un point de fonc-
tionnement statique soit toujours vraie, et ce sur toute la gamme d'utilisation du magnéto-
mètre.
5. H désigne ici la composante axiale du champ magnétique, vis-à-vis de l'axe du micro-ﬁl, à laquelle est
sensible l'élement MIG.
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Cette écriture fait clairement apparaître l'expression d'une tension modulée en amplitude
en fonction des variations du champ quasi-statique appliqué, h. Par démodulation, il est







où G représente le gain introduit par le système de démodulation utilisé.
Jusqu'ici, nous nous sommes intéressés à la grandeur champ magnétique H représentant le
champ dans le matériau. Comme évoqué précédemment, il est plus usuel, pour caractériser
le magnétomètre, d'utiliser la grandeur champ d'induction, B, reliée à H par B = Bp + b =














Cette expression fait alors apparaître la sensibilité du dispositif, Sv, exprimée en V/T.

















représente la sensibilité intrinsèque du dispositif, exprimée en Ω/T. La sensibilité, Sv, déﬁnie
ici, est alors le transfert de la chaîne directe, Td, exposé à la section précédente, assurant la
conversion entre grandeur magnétique et grandeur électrique à la même fréquence de travail.
Il apparaît ici qu'une amplitude de courant d'excitation la plus grande possible permet
d'accroître la sensibilité. Au-delà des limitations pratiques sur les possibilités de génération
d'un tel courant, nous verrons par la suite qu'un courant trop important entraîne l'appari-
tion de phénomènes non-linéaires dans l'eﬀet MIG. L'énergie du système est alors répartie
sur plusieurs harmoniques et entraîne une diminution de la sensibilité intrinsèque. Un seuil
optimal, Iac−opt, sera alors envisagé, permettant d'obtenir la plus forte sensibilité, Sv−max.
Ceci est revu plus en détail à la section 1.3.3 et est étudié au chapitre 2.
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Finalement, le synoptique général d'une chaîne de mesure basée sur un élément MIG se
résume à une chaîne de polarisation du dispositif par un courant alternatif et à un système
de démodulation permettant d'obtenir une tension proportionnelle aux variations du champ
magnétique. Le bouclage par contre-réaction en champ de cette chaîne de mesure assure la
réalisation du magnétomètre.
Lors de réalisation pratique du magnétomètre, de nombreux paramètres de mise en ÷uvre
sont à même d'inﬂuencer les performances en sensibilité du dispositif. Notamment le choix
des paramètres d'excitation (amplitude, Iac, pulsation, ωp, et forme d'onde du courant) ainsi
que le point statique de fonctionnement en champ Bp. À ceux-ci, il est possible d'ajouter
le choix du type de démodulation (dont l'étude complète sera donnée au chapitre 4) et le
choix d'un courant de polarisation statique, Idc (permettant notamment de diminuer le bruit
intrinsèque de l'échantillon [8, 28], d'optimiser la sensibilité en réduisant l'inhomogénéité de
l'aimantation dans le matériau en l'absence de champ statique et d'optimiser la réponse de
la composante anti-diagonale, ζzϕ et ζϕz, du tenseur d'impédance de surface [10, 29]).
Conﬁguration quadripôle
Comme nous l'avons évoqué précédemment (section 1.1), lorsque le tenseur d'impédance
de surface [ζs] est diagonal ou que la composante axiale du champ magnétique d'excitation
est nulle, la MIG classique dépend uniquement du terme ζzz du tenseur d'impédance de
surface [ζs] (équation (1.5)). Cependant, les autres composantes sont également accessibles,
notamment par l'utilisation d'un bobinage enroulé autour de l'élément MIG. Dans ce cas, il
apparaît alors une tension aux bornes de la bobine de capture dont l'amplitude dépend du
champ statique externe. Ceci est équivalent aux eﬀets Mateucci et Wiedemann inverse [30]
et est généralement désigné par le terme MIG anti-diagonal [29]. Dans une telle conﬁgu-
ration, l'élément sensible évolue du dipôle MIG, considéré jusqu'ici, vers un quadripôle tel
qu'illustré à la ﬁgure 1.4. Néanmoins, les techniques de mise en ÷uvre restent équivalentes :
le quadripôle est excité par un courant à la pulsation ωp tandis que les variations, en champ,
de l'amplitude de la tension induite sont détectées. Ce courant et cette tension peuvent
dorénavant apparaître dans chacune des branches du quadripôle. L'intérêt réside ici dans
l'augmentation de la sensibilité au champ de par l'utilisation d'un très grand nombre de
tours du bobinage.
L'analogie entre ce type de conﬁguration et les magnétomètres de type ﬂuxgates orthogo-
naux [7] est clairement notable. Cependant, deux points importants diﬀérencient ces derniers
de la MIG anti-diagonale puisque, pour ceux-ci,






Figure 1.4 Représentation du quadripôle à MIG.
2. la détection se fait sur le premier harmonique généré par la distorsion introduite par
la saturation du matériau magnétique.
Malgré cela, cette relative proximité explique la dénomination  orthogonal ﬂuxgate in the
fundamental mode  [31, 32] à propos de la MIG anti-diagonale (de manière analogue, les
travaux concernant les ﬂuxgates sans bobine [33] sont en fait équivalents à l'utilisation de la
MIG classique mais en mode non-linéaire par détection du premier harmonique).
Cette méthode de mise en ÷uvre a intéressé de nombreuses équipes de recherche, notam-
ment par l'accroissement de la zone de variation linéaire [31, 29, 34, 12, 35]. Cependant, cette
dernière n'a qu'une utilité limitée lors de la mise en ÷uvre de la contre-réaction en champ.
Dans cette thèse, nous nous sommes particulièrement intéressés à l'apport de la conﬁgu-
ration MIG anti-diagonale dans le cadre de la conception d'un magnétomètre, notamment
vis-à-vis de l'augmentation de la sensibilité au champ (dont l'intérêt est justiﬁé à l'équa-
tion (1.14) puisque l'augmentation du transfert en champ permet de réduire la contribution
du bruit lié à l'électronique de conditionnement). La réalisation du bobinage apporte alors
de nouveaux degrés de liberté supplémentaires (géométrie du bobinage, nombre de tours,
etc.).
1.2.2 Caractéristiques et critères de performance d'un
magnétomètre
Aﬁn de qualiﬁer les performances d'un magnétomètre, plusieurs caractéristiques sont à
prendre en compte. Plus ou moins d'importance est accordée à chacune d'entre-elles suivant
le type d'utilisation recherché. Ainsi, les paramètres ci-dessous peuvent être récapitulés :
La linéarité : critère caractérisant la proportionnalité de la grandeur de sortie par rapport
à la grandeur d'entrée sur la plage de fonctionnement considérée.
La sensibilité : rapport entre la variation du signal de sortie et la variation du signal en
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entrée. Elle s'exprime ici en V/T et est donnée par l'équation (1.20).
L'hystérésis : diﬀérence de la réponse du capteur, pour une même grandeur d'entrée, suivant
le sens (croissant ou décroissant) de variation de cette grandeur.
La bande-passante (BP) : gamme de fréquences dans laquelle peut être utilisé le magné-
tomètre. Elle s'exprime en Hz.
La dynamique : rapport entre le plus grand et le plus petit signal mesurable, généralement
exprimée en dB.
Le Slew-Rate (ou vitesse de balayage) : vitesse de variation maximale du champ magné-
tique que peut reproduire le magnétomètre. Il s'exprime ici en T/s.
Le bruit : ﬂuctuations aléatoires indésirables du signal de sortie ﬁxant le plus petit champ
magnétique mesurable. Ce point a été discuté plus en détail à la section 1.2.1.
Le SNR (signal to noise ratio) : rapport signal à bruit, exprimé en dB.
Dans le cadre de la magnétométrie à haute sensibilité, nous nous intéressons plus particu-
lièrement aux niveaux de bruit exprimés en entrée du capteur par un bruit équivalent en
champ.
1.2.3 État de l'art des mises en ÷uvre de capteur à MIG
Depuis les années 90, avec la redécouverte de l'eﬀet MIG [15, 16], la recherche sur ce sujet
a connu un fort engouement principalement lié à son potentiel pour la réalisation de ma-
gnétomètres ultra-sensibles [3]. Une quantité conséquente de travaux s'est alors consacrée à
l'optimisation du matériau, cherchant principalement à accroître l'eﬀet magnéto-impédant
géant apparaissant dans l'élément sensible. Le paramètre généralement retenu pour quantiﬁer






, par rapport à une valeur de référence, Zref . Cette dernière
est généralement choisie parmi l'impédance à saturation, Z(Hmax), l'impédance maximum,
Zmax, ou encore l'impédance à champ nul, Z(H = 0) [4]. Ceci conduit logiquement à quelques
diﬃcultés lors de la comparaison des performances des diﬀérents échantillons entre eux. De
plus, comme nous l'avons vu à la section 1.2.1, le critère de comparaison adéquat qui nous
intéresse ici est la sensibilité, Sv, déﬁnie à l'équation (1.20) comme la variation de la tension
apparaissant aux bornes du dispositif par rapport à la variation de champ magnétique appli-








). Le critère de variation relative d'impédance n'est donc
pas pertinent lors de la réalisation d'un magnétomètre [9]. Ceci est parfaitement illustré à
la ﬁgure 1.5 où les choix d'optimisation de l'élément sensible peuvent être antagonistes sui-
vant le critère de comparaison retenu. Le lecteur intéressé par le volet matériau de la MIG
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Figure 1.5 Module de l'impédance d'un micro-ﬁl amorphe à base de Co typique pour un
mode de fonctionnement à : (1) 30 MHz avec un courant de polarisation de 10 mADC et (2)
3 MHz avec un courant de polarisation de 2 mADC [9] .
Comme nous l'avons expliqué précédemment, la réalisation d'un magnétomètre implique
que l'élément MIG soit correctement conditionné. Plusieurs travaux ont alors abordé ce sujet,
s'appuyant sur diﬀérentes méthodes de mises en ÷uvre [36, 37, 38, 39, 40, 29, 41, 42, 31, 43],
au point qu'il existe depuis 2002 une version commercialisée de magnétomètre à MIG [44].
Dans ces travaux, il est à noter que les performances du magnétomètre obtenues ne sont pas
clairement explicitées et, dans certains cas, il est même diﬃcile de parler de magnétomètre
tant la réponse est non-linéaire vis-à-vis du champ détecté. De plus, la problématique du
bruit n'est pas abordée alors que cette dernière ﬁxe les performances ultimes de détection
dans le cadre de la magnétométrie dite à haute sensibilité.
Finalement, une revue de la littérature récente concernant la MIG pour la magnétométrie
à proprement parler est donnée au tableau 1.1, indiquant les performances obtenues par les
diﬀérentes réalisations de magnétomètre.
Un certain nombre de commentaires doivent être donnés concernant ces travaux.
Tout d'abord, nous constatons que seule une minorité d'entre-eux met en ÷uvre une
contre-réaction en champ, malgré sa nécessité comme nous l'avons exposé à la section 1.2.1.
Parmi ceux-ci, les travaux de M. Malatek et al. [45, 34] sont particulièrement complets
au regard de la réalisation d'un magnétomètre, avec des performances en bruit de l'ordre de
la dizaine de pT/
√
Hz à 1 Hz. Ces excellentes performances sont néanmoins à relativiser au






































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































































faible bande-passante. La dégradation des performances en bruit lors du bouclage, dans la
référence [45], attribuée à l'intégrateur de contre-réaction, parait diﬃcilement concevable
d'après ce qui a été rappelé à la section 1.2.1.
Les autres travaux mettant en ÷uvre une contre-réaction en champ, quant à eux, ne
traitent pas des performances en bruit.
Ensuite, parmi les travaux n'utilisant pas de contre-réaction, seules les trois lignes concer-
nant respectivement les références [46, 47], [48] et [49] précisent la plage de linéarité du
capteur. Dans le cas de la première, faisant référence aux travaux [46, 47], la plage de
linéarité est relativement élevée pour un système en boucle ouverte. Ceci est lié à l'utilisa-
tion d'une structure, non-symétrique, à double éléments sensibles qui subissent chacun une
polarisation en champ statique opposée (ainsi les non-linéarités du premier élément sont
contre-balancées par celles du second). Néanmoins, une telle structure ne permet pas de
s'aﬀranchir des imperfections des éléments sensibles et est particulièrement aﬀectées par les
problèmes de similitude entre les deux éléments MIG. D'autre part, les performances en
bruit aﬃchées ne sont pas tellement compétitives. La référence [48], quant à elle, aﬃche
une plage de linéarité inférieure à la valeur du champ magnétique terrestre, limitant son
utilisation aux zones où ce dernier est préalablement écranté. Enﬁn, la référence [49] cherche
principalement à accroître la zone de linéarité sans l'utilisation de bobine (notamment de
contre-réaction), les autres critères de performance n'étant alors pas considérés. Toujours
parmi les travaux sans contre-réaction, un certain nombre aﬃche d'excellentes performances
en bruit, en particulier les références [48, 50, 32, 57] (cette dernière n'utilisant néanmoins
aucune technique de démodulation). Les références [48, 50] font de plus état de la mesure
du champ magnétique généré par le c÷ur (magnéto-cardiographie, MCG). Cependant, les
valeurs mesurées, supérieures au nT, dépassent largement en amplitude celles attendues et
usuellement mesurées [60] (environ 50 pT à une distance du c÷ur de 10 cm). De plus, l'ab-
sence de la mention d'un environnement magnétiquement blindé lors de ces mesures nuit
encore à la crédibilité de celles-ci.
Pour ﬁnir, il convient de mentionner les travaux de L. Ding et coll. [5] qui sont le point
de départ des optimisations développées dans ce mémoire. Dans ceux-ci, une attention par-
ticulière a été portée à la problématique du bruit, avec des performances ﬁnales autour de
3 pT/
√
Hz en zone de bruit blanc. Ces performances sont principalement limitées par le
bruit issu de l'électronique de conditionnement, justiﬁant la nécessité de l'augmentation de
la sensibilité poursuivie dans ce travail.
Il apparaît donc que les meilleures performances actuelles des magnétomètres à MIG se
situent autour du pT/
√
Hz en zone de bruit blanc, avec des bandes passantes supérieures à
la dizaine de kHz et des amplitudes de champ mesurables supérieures à la centaine de µT.
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1.3 Modélisation de la MIG
Aﬁn de correctement appréhender le travail abordé durant cette thèse, il est nécessaire de
revenir sur certains aspects de la modélisation de l'eﬀet MIG. La section 1.1 ayant exposé la
phénoménologie de la MIG, il reste à expliciter plus en détail les mécanismes régissant cet
eﬀet.
De nombreux travaux se sont intéressés à la modélisation de l'eﬀet MIG depuis sa re-
découverte dans les années 90, et celui-ci est maintenant relativement bien maîtrisé. Les
modèles quasi-statiques sont basés sur la minimisation de l'énergie libre dans le matériau
pour des structures particulières de domaines [61, 62] dans lesquelles l'aimantation suit la
position d'équilibre statique en tout temps. Ces modèles ne prennent alors pas en compte
la dynamique du mouvement de l'aimantation, et leur domaine de validité reste limité aux
basses fréquences d'excitation. D'autres travaux intègrent quant à eux l'eﬀet de l'amortis-
sement du mouvement des parois de domaines dû aux micro-courants de Foucault induits
dans le matériau [23, 24]. Ceux-ci sont valides uniquement aux fréquences d'excitation mo-
dérées, tant que les mécanismes de l'aimantation sont régis par les mouvements de parois
de domaines. Lorsque la fréquence augmente, un modèle plus rigoureux est alors nécessaire,
basé sur la résolution simultanée des équations de Maxwell et de l'équation du mouvement
de l'aimantation de Landau-Lifshitz (comme habituellement employée dans le cadre de la
résonance ferromagnétique). Les références [63, 64] présentent une discussion de la transition
entre le domaine quasi-statique et la résonance ferromagnétique. Parmi les modèles hautes
fréquences, un certain nombre [24, 65, 66] néglige l'eﬀet de l'interaction d'échange. A l'in-
verse, A. Yelon et coll. [25] ont montré que la théorie de la résonance ferromagnétique dans
les métaux, incluant explicitement les phénomènes d'échange-conductivité, était rigoureuse-
ment similaire aux phénomènes de l'eﬀet MIG. D. Ménard et coll. [67, 68] ont résolu ceci
dans le cas de micro-ﬁls anisotropes non-saturés mono-domaines. Ce modèle a été repris par
la suite en aﬃnant, d'une part, la structure magnétique considérée (présence d'une couche
magnétique dure en surface du matériau [69] et structure en domaines noyau-coquille [70])
et, d'autre part, en intégrant les phénomènes de non-linéarités [20] (apparaissant lorsque la
composante dynamique du champ d'excitation est suﬃsante pour saturer l'aimantation).
Les travaux présentés ici se basent en grande partie sur les résultats de D.Ménard [68], dont
la ﬁnesse est suﬃsante pour une bonne compréhension de l'eﬀet MIG. La considération mono-
domaine est justiﬁée ici. En eﬀet, à la fréquence à laquelle sont habituellement excités nos
micro-ﬁls (1 MHz à 10 MHz), le mouvement des parois de domaines est relativement amorti
et sa contribution à la perméabilité totale n'est alors pas signiﬁcative. De plus, l'application
d'un courant de polarisation statique suﬃsant au travers de l'échantillon permet de supprimer
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toute conﬁguration en domaines.
Comme exposé précédemment, l'impédance d'un conducteur est donnée par les relations
entre les champs électriques et magnétiques à la surface du matériau. Celles-ci sont régies
par les équations de Maxwell, combinées à la loi d'Ohm, J = E/ρ, où J est la densité de















Dans un matériau ferromagnétique, l'aimantation peut être considérée comme un vecteur
rigide,
−→
M , dont l'amplitude constante vautMs et dont l'orientation dépend du champ magné-
tique eﬀectif équivalent,
−−→
Heff, régnant à l'intérieur de l'échantillon. Ce dernier est constitué
du champ magnétique appliqué (incluant éventuellement un facteur de désaimantation lié
à la forme de l'échantillon) et d'autres contributions telles que le champ d'anisotropie, le
champ d'origine magnéto-élastique, le champ d'échange, etc. Le mouvement de l'aimanta-
tion
−→
M en fonction de
−−→
Heff, pour une gamme de fréquences allant du continu à plusieurs















où γ est le rapport gyromagnétique et α est le paramètre d'amortissement phénoménologique
de Gilbert.
En séparant l'aimantation et le champ eﬀectif équivalent en une composante statique et





−→m et −−→Heff = −−−−→Heff−0 +−−→heff, il
est possible de linéariser l'équation (1.23) aﬁn d'obtenir une solution analytique.
Deux étapes sont alors nécessaires à l'obtention de cette expression analytique de l'impé-
dance :





Heff−0, de l'aimantation et du champ eﬀectif interne, en
fonction du champ quasi-statique appliqué H,
2. résoudre simultanément les équations de Maxwell (1.22) et de Landau-Lifshitz (1.23)
en petit signal (régime linéaire) dans cette structure donnée.
Les deux sous-sections suivantes détaillent plus précisément ces étapes.
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1.3.1 Position d'équilibre statique
La première étape consiste à déterminer la structure magnétique de l'échantillon, c'est-
à-dire trouver l'angle, θM , donnant la direction de la position d'équilibre statique,
−→
M0, de





considérées. La représentation de la géométrie du système est donnée à la ﬁgure 1.6, le
choix des coordonnées cylindriques étant particulièrement adapté pour le cas des micro-ﬁls.
Il est à noter que les champs statiques possèdent une composante axiale (parallèle à −→nz) et
orthoradiale (parallèle à −→nϕ) mais aucune composante radiale (parallèle à −→nr). De même, le
vecteur aimantation est restreint au plan (−→nz,−→nϕ) à cause du fort champ de désaimantation
radial.
Comme précisé précédemment, nous considérons que le matériau magnétique est mono-
domaine. Par conséquent, les mécanismes d'aimantation sont uniquement régis par la rotation
des moments magnétiques. La position d'équilibre statique de l'aimantation est obtenue en
cherchant l'angle θM permettant de minimiser la densité d'énergie libre, U0, du système.
Cette dernière est donnée par la relation :
U0
µ0Ms
= −Hz cos θM −Hϕ sin θM − 1
2
Hk cos
2(θk − θM). (1.24)
Les deux premiers termes du membre de droite de cette équation correspondent aux contri-
butions de l'énergie de Zeeman engendrées par les champs statiques axial, Hz, et circonféren-
tiel,Hϕ. Ce dernier est lié au courant de polarisation statique, Idc, circulant dans l'échantillon.
Le dernier terme de cette équation correspond à la contribution énergétique du champ d'ani-
sotropie, Hk, dont la direction forme un angle θk avec l'axe du micro-ﬁl. Les autres types
d'interactions, tels que l'eﬀet du couplage magnétoélastique, ont été négligées ici. Néanmoins,
dans le cas de cette dernière, sa contribution est équivalente à celle du champ d'anisotropie,
et peut donc être incluse en considérant un champ d'anisotropie eﬀectif global. Enﬁn, la
symétrie cylindrique et la forme très allongée des micro-ﬁls permettent de négliger l'eﬀet du
champ démagnétisant.
L'évolution de l'énergie libre du système, U0, en fonction de l'angle de la position d'équilibre
de l'aimantation, θM , est donnée à la ﬁgure 1.7 pour diﬀérentes valeurs de champ magnétique
statique axial appliqué. Les points Ö et + représentent les minima de U0 déﬁnissant de fait
la position d'équilibre statique de l'aimantation. Lorsque les deux symboles sont superposés,
le minimum est unique, et la direction de l'aimantation est alors parfaitement déﬁnie. Dans
le cas contraire, un phénomène d'hystérésis apparaît suivant que le balayage en champ, Hz,
est eﬀectué dans le sens croissant ou décroissant. Les quatre graphiques de la ﬁgure 1.7 sont
obtenus pour diﬀérentes valeurs de champ statique circonférentiel, Hϕ. Il apparaît que le
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Figure 1.6 Repère utilisé pour la description du système. Celui-ci utilise les coordonnées
cylindriques. −→nz représente le vecteur unitaire axial (colinéaire à l'axe du micro-ﬁl) et −→nϕ
la composante circonférentielle. −→nM est le vecteur unitaire, d'angle θM par rapport à l'axe
du ﬁl, donnant direction de l'aimantation,
−→




minimum d'énergie est unique, quel que soit Hz, lorsque Hϕ ≥ Hk sin θk. De plus, dès que
Hϕ ≥ Hk cos θk, il existe en théorie deux minima, néanmoins un seul est accessible.
La minimisation de l'équation (1.24) permet d'obtenir la direction, θM , de l'aimantation
statique en fonction du champ magnétique appliqué, Hz. Celle-ci est illustrée à la ﬁgure 1.8
pour diﬀérentes valeurs de champ statique circonférentiel, Hϕ. Les remarques précédentes,










−→nM = Hz cos θM +Hϕ sin θM +Hk cos2(θk − θM). (1.25)
De plus, il est possible de déﬁnir un second champ eﬀectif interne, Hint, apparaissant lors de
la résolution des équations (1.22) et (1.23), tel que :
Hint = Heff−0 −Hk sin2(θk − θM) = Hz cos θM +Hϕ sin θM +Hk cos 2(θk − θM). (1.26)
1.3.2 Résolution des équations dynamiques
Lorsque la structure magnétique statique du matériau est connue, quel que soit le champ
magnétique externe appliqué, l'impédance de l'échantillon peut être obtenue en résolvant
simultanément les équations (1.22) de Maxwell et (1.23) de Landau-Lifshitz, en petit signal
(linéarisée) dans cette structure magnétique donnée.
La solution générale donne lieu à quatre modes de propagation de l'onde électromagnétique





















































































































































































































































































































































































































































































































































































































Figure 1.8 Variation de l'angle θM de la direction de l'aimantation en fonction du champ
magnétique axial appliqué, Hz, pour diﬀérentes valeurs du champ statique circonférentiel,
Hϕ(Hϕ croissant du rouge vers le bleu). Les traits pleins et discontinus représentent respecti-
vement un balayage en champ Hz dans le sens croissant et dans le sens décroissant. Lorsque
Hϕ ≤ Hk cos θk, il y a présence d'hystérésis avec un retournement brusque de l'aimantation.
Pour Hk cos θk ≤ Hϕ ≤ Hk sin θk, il y a possiblement deux positions d'équilibre dans la région
centrale, néanmoins une seule est accessible. Pour Hϕ ≥ Hk sin θk, la position est unique et
il n'y a plus d'hystérésis possible. Les valeurs utilisées ici correspondent aux propriétés de
l'échantillon c3 du chapitre 2, données au tableau 2.2, et considérant une anisotropie telle




M0) et un non-magnétique (polarisé suivant la direction de
−→
M0). Dans le cas où le micro-ﬁl
est saturé, la direction de l'aimantation,
−→
M0, est parallèle au courant d'excitation (direction
axiale) et les trois modes magnétiques sont suﬃsants pour résoudre l'impédance du ﬁl. A
l'inverse, si le champ externe appliqué n'est pas suﬃsant pour saturer le micro-ﬁl,
−→
M0 n'est





M0 permettant d'exciter le mode non-magnétique. Ainsi, l'ensemble des quatre modes
doit donc être pris en compte pour déterminer l'impédance.
Les composantes transverses de l'aimantation et du champ magnétique sont proportion-
nelles. Ceci fait alors apparaître une perméabilité transverse, µM , liée aux trois modes magné-
tiques précédents. Une expression rigoureuse de cette dernière est donnée à la référence [68],
intégrant les phénomènes d'amortissement de Gilbert, α, et les phénomènes d'échanges-
conductivités. Il est à noter ici que la condition pour laquelle l'amortissement de Gilbert
devient inférieur à l'amortissement de l'échange-conductivité déﬁnit une fréquence critique
ωc (appelée  crossover fréquency ). Ce point est revu plus en détail au chapitre 2. L'ex-
pression générale de µM peut être approchée par une expression plus simple en négligeant




Soit un nouveau système de coordonnées (−→nr,−→n⊥,−→n‖), issu des coordonnées cylindriques,
où −→n‖ est aligné avec la direction de l'aimantation statique −→nM , tel qu'illustré à la ﬁgure 1.6.
Il est alors possible de séparer l'impédance de surface en un mode magnétique, ZM ∝ √µM ,
combinant les trois modes magnétiques, et un mode non-magnétique, ZN ∝ √µ0, correspon-













Le tenseur d'impédance de surface [ζs] de l'équation (1.3) exprime les relations entre les
composantes axiales et circonférentielles des champs magnétiques et électriques à la surface
du matériau. Son expression peut donc être obtenue à partir de (1.28) en opérant un change-
ment du repère (−→nr,−→n⊥,−→n‖) vers le repère initial (−→nr,−→nϕ,−→nz). Ceci correspond à une rotation
d'angle θM (compris entre l'axe de
−→
M0 et l'axe du ﬁl
−→nz). Ce qui donne :
ζzz = ZM cos
2 θM + ZN sin
2 θM
ζϕϕ = −ZM sin2 θM − ZN cos2 θM
ζϕz = −ζzϕ = (ZM − ZN) sin θM cos θM
(1.29)
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Il apparaît ici ici que le tenseur d'impédance de surface, [ζs], varie en fonction du champ
magnétique à la fois à travers la dépendance en champ de θM et à travers celle de l'expression
de ZM . La résolution complète du système, prenant en compte les conditions aux frontières,
permet de trouver l'expression rigoureuse de Z, donnée à la référence [68], sans passer par
l'évaluation explicite du rapport hz/hϕ apparaissant dans l'équation (1.4). Si |ZN |  1 et
|ZM |  1, l'expression se simpliﬁe en Z = l2piaζzz = l2pia
(
ZM cos




identique à celle de l'équation (1.4) lorsque la composante hz est nulle. Dans le cadre de



















). Pour des matériaux amorphes
typiques, cette approximation est justiﬁée pour fp < 1 MHz environ et l'erreur reste très
faible jusqu'à 10 MHz.
Finalement, l'expression de l'impédance d'un conducteur magnétique en fonction du champ
magnétique appliqué est donnée en combinant les équations (1.4), (1.29), (1.30) et (1.27).
Un exemple de courbes présentant l'évolution de l'impédance de surface, ζzz, en fonction
de Hz, dans le cadre des approximations considérées jusqu'ici, est donné en ﬁgure 1.9.
1.3.3 Performances intrinsèques des dispositifs MIG
D'après la section 1.2, les critères importants en vue de réaliser un magnétomètre à haute
sensibilité sont la sensibilité de l'échantillon et le niveau de bruit en champ, ﬁxant le plus
petit signal mesurable.
L'objectif poursuivi étant la réalisation de magnétomètres, les travaux de modélisation
précédents ont alors été utilisés en s'intéressant plus particulièrement à ces deux paramètres
comme dans les travaux [73, 74, 28].
Sensibilité
D'après la section 1.2.1, la sensibilité est déﬁnie par Sv = IacSΩ (équation (1.20)) où la





, représente la variation d'impédance par rapport aux
variations du champ magnétique. Une expression analytique de cette dernière, basée sur la










































































































































































































































































































































































































































































































































































































Étant donné que le modèle est basé sur la linéarisation de l'équation de mouvement de l'ai-
mantation, les eﬀets non-linéaires dus à l'amplitude d'excitation ne sont pas pris en compte
et la sensibilité intrinsèque, SΩ, est indépendante de l'amplitude du courant d'excitation,
Iac. Dans ce cas, il apparaît que la sensibilité en tension, Sv, peut être aussi élevée que
souhaitée en augmentant simplement l'amplitude d'excitation Iac. En pratique, à des fré-
quences d'excitation d'une dizaine de MHz, quelques mA suﬃsent à atteindre le régime de
fonctionnement non-linéaire. L'augmentation du courant d'excitation engendre alors l'évo-
lution de la caractéristique typique en double pics vers une caractéristique en simple pic
entraînant alors une diminution graduelle de la sensibilité intrinsèque (une illustration de
ce phénomène est présentée en ﬁgure 2.17 du chapitre 2). Le modèle numérique de la MIG
non-linéaire, développé par D. Seddaoui [20], reproduit très bien ce comportement. Il existe
alors un courant d'excitation optimale, Iac−opt, donnant la sensibilité maximale, Sv−max, qui
est le compromis entre l'accroissement de Iac et la diminution de SΩ. Il apparaît, aussi bien
numériquement qu'expérimentalement, que l'amplitude de ce courant optimal se situe très
légèrement au-dessus du seuil d'apparition des eﬀets non-linéaires. Dans ce cas, l'utilisation
du modèle linéaire semble alors raisonnable, et la sensibilité en tension (exprimée en V/T)
peut être obtenue en multipliant l'expression de SΩ par l'amplitude, Iac, du courant d'ex-
citation tel que montré à l'équation (1.20). Nous verrons par la suite, au chapitre 2, que le
seuil d'apparition des eﬀets non-linéaires, et donc l'amplitude du courant optimal, dépend
des paramètres physiques de l'échantillon. Ceci est donc un élément crucial dans le choix
d'un échantillon particulier.
Bruit intrinsèque
Une étude du bruit intrinsèque des échantillons MIG a également été menée. Deux sources
de bruit intrinsèques aux dispositifs MIG sont alors à distinguer, (1) le bruit thermique, ou
bruit de Johnson, vnJ , propre à chaque impédance et exprimé en V/
√
Hz, et (2) le bruit









où Rdc = ρl/pia2 est la résistance continue de l'échantillon, kB est la constante de Boltzmann
(kB = 1, 38 × 10−23 J/K) et Temp ≈ 300 K est la température 6. Ce bruit peut alors être
exprimé par un bruit équivalent en champ (en T/
√
Hz) en divisant son expression par celle
de la sensibilité, Sv, discutée précédemment.
Il a été montré, [73, 74], que les ﬂuctuations thermiques de la direction de l'aimantation
(θM) entraînent des ﬂuctuations de l'impédance, responsables du bruit magnétique intrin-
sèque de l'échantillon. L'échantillon étant considéré mono-domaine, il n'est pas nécessaire
d'intégrer ici le bruit de Barkhausen lié aux mouvements des parois de domaines [75]. Uti-
lisant le théorème d'équipartition, donnant les ﬂuctuations thermiques moyennes de la di-
rection de l'aimantation, associé au théorème de ﬂuctuation-dissipation, L. Mélo et coll.
obtiennent alors la densité spectrale des ﬂuctuations de la direction de l'aimantation. La
variation de l'impédance en fonction de θM , associée à la sensibilité intrinsèque en Ω/T, per-
met de déduire l'expression de la densité spectrale de bruit magnétique intrinsèque attendue,
bnbr−MIG , en T/
√















où l'expression approchée, µM = µ0Ms/Hint (équation (1.27)), a été utilisée dans la seconde
ligne. Vol représente le volume de l'échantillon soit Vol = pia2l.
Ainsi, ces travaux prédisent des niveaux de bruit en champ, bnbr−MIG , extrêmement bas
pour des micro-ﬁls MIG typiques, avec des valeurs inférieures à la dizaine de fT/
√
Hz pour
des matériaux ferromagnétiques amorphes à base de Cobalt d'un diamètre de 36 µm et d'une
longueur de 1 cm. Pour un micro-ﬁl typique équivalent, de résistance continue Rdc ≈ 20 Ω et
présentant une sensibilité en champ Sv ≈ 3 kV/T, le bruit thermique est supérieur au bruit
magnétique et vaut environ 200 fT/
√
Hz. Ces faibles valeurs ont alors conﬁrmé l'intérêt des
dispositifs MIG pour la réalisation de magnétomètres ultra-sensibles.
Une conclusion importante de ces travaux est l'inﬂuence du courant de polarisation sta-
tique, Idc, aussi bien sur la sensibilité que sur le niveau de bruit, permettant de ﬁxer l'échan-
tillon dans des conditions d'opération optimales [8]. Il est à noter, comme évoqué à la sec-
tion 1.2.3 à propos de la référence [5], que lorsque les conditions de fonctionnement optimales
6. Bien que la température soit plus généralement notée T , la notation Temp lui est préférée ici pour des
raisons de clarté avec certaines notations des chapitres 4 et 5.
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sont réalisées, le niveau de bruit total de la chaîne de mesure est dominé par le bruit de l'élec-
tronique de conditionnement. Ceci implique que les performances ultimes d'un magnétomètre
à MIG (uniquement limitées par le capteur) n'ont pas encore été atteintes. Le lecteur pourra
trouver un exposé détaillé de ceci aux références [76, 77, 8, 5].
1.4 Motivations et enjeux actuels
Ce premier chapitre a présenté la phénoménologie de la MIG et décrit le cas particulier de
son utilisation comme magnétomètre. Un bref rappel de modélisation, dans le cas des micro-
ﬁls ferromagnétiques mono-domaines tels que ceux considérés dans cette thèse, a permis
d'exposer les mécanismes mis en jeux dans l'eﬀet MIG.
Une revue des travaux récents concernant la magnétométrie à base de matériau MIG a
révélé que relativement peu de travaux s'intéressent aux performances en bruit, ces dernières
ﬁxant pourtant le plus petit champ magnétique mesurable. Les études du bruit intrinsèque
désigne les matériaux MIG comme étant très prometteurs dans le cadre de la magnétométrie
à ultra-haute sensibilité. Cependant, les travaux récents [5] montrent que les performances
sont pour l'instant limitées par le bruit de l'électronique de conditionnement au regard de la
sensibilité du capteur.
Par conséquent, l'optimisation d'un magnétomètre à MIG, qui fait l'objet de ce travail
de thèse, passe par l'augmentation de cette sensibilité et/ou par la réduction du bruit de
l'électronique de la chaîne de détection. L'augmentation de la sensibilité a en fait, pour
ﬁnalité, de réduire la contribution du bruit de l'électronique sur le bruit total, telle que
suggérée par l'équation 1.14. Avec ces objectifs en vue, et à partir des éléments exposés dans
ce chapitre, le travail de thèse s'articule autour de trois grands volets interdépendants :
1. Le premier concerne le premier élément de la chaîne d'instrumentation et s'intéresse
donc à l'aspect matériau du capteur MIG. L'objectif principal est d'identiﬁer les pro-





) tout en tenant compte de l'importance cruciale de l'amplitude du courant
d'excitation optimal admissible dans l'échantillon, ces deux points n'ayant été que peu
traités dans les travaux antérieurs.
2. Le second volet concerne l'étude du modèle quadripôle des dispositifs micro-ﬁls associés
à une bobine de détection. La modélisation permettra d'obtenir les paramètres théo-
riques de la matrice impédance qui seront confrontés aux mesures expérimentales. Elle
conduira alors à identiﬁer le terme de la matrice impédance [Z] à privilégier en fonc-
tion de l'électronique de conditionnement, ainsi qu'à déﬁnir une conception optimale
de l'ensemble MIG-bobine (diamètre du bobinage, nombre de tours, etc.).
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3. Le troisième volet de ce travail, enﬁn, concerne l'aspect conditionnement du magnéto-
mètre. Nous nous intéresserons ici à identiﬁer la meilleure solution de mise en ÷uvre
en fonction des éléments retenus précédemment, en attachant un soin particulier à la
problématique du bruit. Ceci permettra de prédire puis vériﬁer les performances obte-
nues, en terme de bruit, de sensibilité, de bande passante, de dynamique, dans le cas
d'un magnétomètre optimisé.
Ces trois volets sont développés dans les chapitres suivants où la compréhension de chacun de




Caractérisation du matériau sensible
Le chapitre 1 a rappelé les voies d'optimisation des performances en bruit des magnéto-
mètres à MIG, notamment celle de l'augmentation de la sensibilité. A partir de ce constat,
ce second chapitre se consacre à l'étude des propriétés du matériau MIG (magnétiques et
électriques) aﬁn de déﬁnir des critères d'optimisation de l'élément sensible.
Comme nous l'avons exposé à la section 1.2.3, les travaux sur l'optimisation des matériaux
MIG cherchent généralement à accroître l'eﬀet magnéto-impédant géant en retenant, pour






. Or, comme il a été exposé en section 1.2.3, ce paramètre
n'est pas le plus pertinent pour la réalisation d'un magnétomètre à très haute sensibilité. Pour
rappel, le critère de comparaison qui nous intéresse ici est la sensibilité Sv, déﬁnie comme la
variation de la tension apparaissant aux bornes du dispositif par rapport aux variations de
champ magnétique appliqué, Sv = ∂Vac∂B
∣∣
B=Bp
. Celle-ci est en fait donnée par le produit, SΩIac
(équation 1.20), de la sensibilité intrinsèque, SΩ, (déﬁnie comme la variation d'impédance




) par l'amplitude, Iac,
du courant d'excitation circulant dans le dispositif. La ﬁgure 1.5 du chapitre 1 a clairement
montré que suivant le critère de comparaison retenu, ∆Z
Zref
ou SΩ, les choix d'optimisation de
l'élément sensible pouvaient être antagonistes.
Pour cette raison, il nous a paru important de mener une étude approfondie des perfor-
mances des principaux matériaux MIG aﬁn de comparer un certain nombre d'échantillons
sur la base de critères pertinents.
Les éléments de modélisation actuels, présentés en section 1.3 et permettant de prédire
l'eﬀet MIG en fonction des propriétés physiques du matériau considéré, impliquent deux
étapes : (1) déterminer la structure magnétique quasi-statique du matériau en fonction du
champ appliqué, puis, (2) résoudre simultanément les équations de Maxwell et du mouve-
ment de l'aimantation pour cette structure magnétique. Quoique relativement bien maîtrisés,
ces modèles ne permettent pas de prédire directement et facilement l'eﬀet des diﬀérents pa-
ramètres sur la sensibilité, hormis par une étude comparative et exhaustive des résultats
de simulation. De plus, certains paramètres inclus dans le modèle ne sont pas directement
accessibles à la mesure, notamment les paramètres liés à l'anisotropie du matériau (Hk et
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θk).
Ainsi, ce chapitre est tout d'abord consacré à la description d'un modèle simpliﬁé de la
sensibilité permettant de dégager explicitement les propriétés physiques les plus pertinentes
à optimiser. Il s'intéresse ensuite à la vériﬁcation expérimentale des prédictions de ce mo-
dèle simpliﬁé. Pour ce faire, les paramètres physiques d'une série de diﬀérents micro-ﬁls sont
caractérisés et la sensibilité théorique de chacun des échantillons est comparée aux perfor-
mances expérimentales. L'analyse de ces résultats permet également d'identiﬁer parmi les
échantillons existant celui qui présente les meilleures performances pour la réalisation d'un
magnétomètre à haute sensibilité. Nous rappelons que, dans cette étude, nous nous intéres-
sons exclusivement au cas des micro-ﬁls amorphes.
Aﬁn de proposer une comparaison ﬁable des performances MIG entre divers échantillons et
un modèle, il faut s'assurer de la reproductibilité des résultats. Cependant, celle-ci peut être
diﬃcile à obtenir notamment à cause des disparités sur la contrainte mécanique (pouvant être
induite lors de la prise de contact) et de l'inhomogénéité de certains échantillons. Cet aspect
nécessite d'apporter un soin tout particulier à la préparation de l'ensemble des échantillons
et impose une étude spéciﬁque de l'eﬀet des contraintes sur la sensibilité. Par souci de
clarté, cette étude spéciﬁque est récapitulée en ﬁn de chapitre, à la section 2.5. Bien que les
sections 2.2, 2.3 et 2.4, sur la comparaison des échantillons entre eux, n'en fasse pas état, la
prise en compte de l'eﬀet des contraintes mécanique y est cependant implicite.
2.1 Modèle simpliﬁé de la sensibilité
Comme évoqué précédemment, les éléments de modélisation actuels de la MIG ne per-
mettent de prédire l'eﬀet des diﬀérents paramètres sur la sensibilité uniquement qu'au travers
d'une étude comparative et exhaustive des résultats de simulation. Aﬁn de dégager explici-
tement les optimisations permettant d'accroître la sensibilité, un modèle simpliﬁé de cette
dernière a été proposé, dès le début de ces travaux de thèse, par D. Ménard et. coll. [9].
Dans ce cas, la sensibilité intrinsèque du matériau vis-à-vis des variations de champ magné-
tique, SΩ, est approchée par le rapport Zpk/Hpk, où Zpk et Hpk sont respectivement la valeur
de l'impédance maximum et sa position en champ, comme illustré sur la ﬁgure 2.1.
Bien que cette approximation tende systématiquement à surévaluer la pente réelle, elle lui
reste néanmoins relativement proportionnelle dans une large gamme de conditions expéri-
mentales (quels que soient Idc, Iac, fp, etc.), et permet d'obtenir une expression analytique
et explicite de la sensibilité vis-à-vis des propriétés du matériau. La sensibilité théorique
estimée s'exprime alors :




















Champ magnétique appliqué H (A/m)
−100 0 100Hp
Figure 2.1 Variation du module de l'impédance d'un micro-ﬁl MIG en fonction du champ
magnétique appliqué. La ligne noire pleine représente la pente maximale de la courbe au
point de fonctionnement tandis que la ligne en pointillé (passant par l'origine) illustre l'ap-
proximation de cette pente utilisée dans le modèle [9].
où Hp est le point de fonctionnement statique en champ maximisant la sensibilité intrinsèque
et Iac est l'amplitude du courant d'excitation parcourant l'élément sensible.
Pour une fréquence suﬃsamment élevée de sorte que l'eﬀet de peau soit non-négligeable,
l'impédance est maximale lorsque la profondeur de pénétration est minimale, δ = δmin,
équivalent à la plus petite surface à travers laquelle circule le courant. Par conséquent :
Zpk =
ρl




où ρ est la résistivité, l est la longueur du ﬁl et a est son rayon (avec a δmin).
Considérant un ﬁl magnétique idéal mono-domaine 1, avec une anisotropie parfaitement
circonférentielle, deux expressions diﬀérentes permettent de formuler la profondeur de péné-
tration minimale, au regard des eﬀets la limitant [78]. Ainsi, tant que la fréquence d'excitation
est inférieure à une certaine fréquence, fc = ωc2pi , la profondeur de pénétration est limitée par









1. La considération mono-domaine est justiﬁée à la section 1.3.
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où A est la constante d'échange, Ms est l'aimantation à saturation et ωp = 2pifp est la
pulsation d'excitation. Lorsque la fréquence, fp, augmente, la profondeur de pénétration
est alors limitée par le paramètre phénoménologique d'amortissement de Gilbert, α. Son







où γ est le rapport gyromagnétique. Le recouvrement entre les deux phénomènes permet de






Elle vaut quelques centaines de MHz pour des micro-ﬁls typiques.
Comme nous l'avons évoqué à la section 1.3.3, une augmentation de l'amplitude, Iac,
du courant d'excitation entraîne l'évolution de la caractéristique MIG typique en double
pics vers une caractéristique en simple pic (illustrée en ﬁgure 2.17 de la section 2.5.2). Ceci
engendre naturellement une diminution graduelle de la sensibilité intrinsèque, SΩ, déﬁnissant
alors une amplitude d'excitation optimale, Iac−opt, pour laquelle la sensibilité en tension, Sv,
est maximale 2. Aﬁn de prendre en compte l'eﬀet de ce paramètre sur la sensibilité, il est
possible de réécrire l'expression du courant d'excitation en fonction d'un champ magnétique
circonférentiel critique, Hc, tel que Iac−opt = 2piaHc. En combinant cette expression aux






















(ωp > ωc) (2.6b)
en fonction de la fréquence d'excitation. Dans le régime quasi-statique, Hc et Hpk sont tous
deux égaux au champ d'anisotropie, Hk. Leur rapport dans les équations (2.6a) et (2.6b) est
donc proche de 1. Lorsque la fréquence augmente, la position du pic, Hpk, augmente confor-
mément au principe de la résonance ferromagnétique. Le champ critique, Hc, tend également
à augmenter avec la fréquence, de manière plus rapide que Hpk. Néanmoins, il n'existe pas
d'expression formelle décrivant cette dépendance. Dans la suite, le rapport Hc(ωp)/Hpk(ωp)
2. Nous rappelons (voir la section 1.3.3) que ce courant d'excitation optimal se situe très légèrement au-
dessus du seuil d'apparition des eﬀets non-linéaires [79], justiﬁant dans ce cas l'utilisation du modèle linéaire
comme base du modèle simpliﬁé de la sensibilité.
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sera toujours considéré proche de l'unité.
Bien que les équations (2.6a) et (2.6b) n'intègrent pas toutes les subtilités de fonction-
nement de la MIG, elles fournissent des règles concrètes à l'optimisation du matériau et à
sa mise en ÷uvre, en intégrant la sensibilité en tension comme facteur de mérite dans la
comparaison des échantillons. Ainsi, dans le cas où le courant et la fréquence sont optimaux,
nous remarquons immédiatement que le produit Msρ doit être choisi le plus élevé possible
aﬁn d'accroître la sensibilité. Il est important de noter que cette analyse prend en compte à
la fois la sensibilité intrinsèque (en Ω/T) et le courant d'excitation optimal, Iac−opt, propre
à chaque échantillon.
Pour des échantillons réels (non-idéaux), ne possédant pas une anisotropie parfaitement
circonférentielle, les variations d'impédance maximales peuvent être décrites par l'équa-
tion (2.6b) quelle que soit la fréquence d'excitation. Il faut alors considérer un terme d'amor-
tissement, α, eﬀectif incluant les mécanismes d'amortissement intrinsèques et induits et qui
dépend du champ et de la fréquence [9, 80]. Cet amortissement eﬀectif est lié aux imperfec-
tions du matériau qui seront discutées de façon plus détaillée dans les paragraphes suivants.
La suite de ce chapitre est maintenant consacrée à la caractérisation physique des échan-
tillons et à la validation expérimentale de ce modèle simpliﬁé.
2.2 Description des moyens de caractérisation des
matériaux
2.2.1 Échantillons MIG
Une série regroupant 10 échantillons de micro-ﬁls ferromagnétiques amorphes à eﬀet MIG,
provenant de diﬀérentes équipes de recherche travaillant sur le sujet, a été sélectionnée pour
cette étude (tableau 2.1). Ils sont de compositions chimiques variées (essentiellement basées
sur des alliages riches en Cobalt, à l'exception de l'échantillon a2) et sont issus de trois
procédés de fabrication diﬀérents.
Les échantillons a1 à a3 ont été obtenus auprès de la société MXT [81] (Montréal, Ca-
nada). Ils sont fabriqués par solidiﬁcation rapide au contact d'une roue tournante. Dans cette
méthode, une tige métallique constituée de l'alliage souhaité est amenée au point de fusion
par chauﬀage RF. Le métal fondu entre alors en contact avec la roue rotative froide et se
solidiﬁe rapidement. La rotation de la roue permet d'extraire des micro-ﬁls d'une longueur
de 200 mm avec un diamètre de 20 à 40 µm. La forme et la structure de la ﬁbre ainsi obtenue
dépendent de la viscosité de l'alliage fondu et de la rugosité de la surface de la roue.
Les échantillons b1 à b4 sont des micro-ﬁls recouverts d'une gaine de verre ﬁne (glass-
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covered) [82], et ont été fournis par l'équipe du professeur A. Zhukov du département de
Fisica de Materiales UPV/EHU (San Sebastian, Espagne). Ils ont été obtenus par le procédé
de Taylor-Ulitowsky. L'alliage métallique désiré est fondu à l'intérieur d'un tube en verre par
chauﬀage RF. La diﬀusion thermique entraîne alors un ramollissement du tube de verre. Le
mélange métal-verre est ensuite étiré et refroidi. En ajustant la température et la vitesse à
laquelle le ﬁlament est étiré, il est possible d'ajuster le diamètre du micro-ﬁl et l'épaisseur de
la couche de verre externe. Cette technique de fabrication induit d'importantes contraintes
mécaniques internes, principalement dues à la diﬀérence de dilatation thermique du verre et
de l'alliage lors de la solidiﬁcation. La couche de verre protège la surface de l'échantillon de
l'oxydation et augmente la résistance du micro-ﬁl à la tension mécanique.
Les échantillons c1 à c3 ont été fournis par le professeur H. Chiriac de l'Institute of
R&D for Technical Physics (Ia³i, Roumanie). Les deux premiers sont également des micro-
ﬁls recouverts de verre. Ils ont été obtenus selon le même procédé que les échantillons  b ,
mais avec une gaine de verre plus épaisse. L'échantillon c3, enﬁn, est un échantillon à large
diamètre, obtenu par le procédé Unitika  in-rotating water  [83]. Cette méthode reprend
le principe du procédé des échantillons de la série  a , néanmoins la solidiﬁcation a cette
fois lieu au contact d'une surface d'eau en rotation au lieu d'une roue froide.
Une description plus détaillée des diﬀérents procédés de fabrication de micro-ﬁls amorphes
est donnée à la référence [4].
Les compositions chimiques, les dimensions géométriques et les caractéristiques particu-
lières de chacun des échantillons étudiés sont résumées dans le tableau 2.1. La composition
exacte des échantillons c1 à c3 est inconnue.
Aﬁn d'estimer les sensibilités MIG de chaque échantillon à partir du modèle simpliﬁé,
exposé à la section 2.1, et de les comparer aux sensibilités réelles, les propriétés physiques
suivantes sont caractérisées :
Ms l'aimantation à saturation,
ρ la résistivité,
α le paramètre d'amortissement phénoménologique de Gilbert,
g = γ~/µB le facteur de Landé où γ est le rapport gyromagnétique, µB, le magneton de
Bohr et ~ la constante de Planck réduite.
De plus, le champ coercitif, Hcoer, est mesuré comme indicateur de la dureté magnétique du
matériau. Évidemment, chaque échantillon est également caractérisé du point de vue de la
sensibilité intrinsèque, SΩ, et de la sensibilité électrique, Sv, qui est le critère de comparaison
qui nous intéresse ici.






































































































































































































































































































































































































































































































aﬁn d'eﬀectuer une mesure de la résistance continue. Cette dernière est obtenue à l'aide
d'une prise de contact en quatre points. Le diamètre, quant à lui, est d'abord estimé par
microscope optique. Pour les échantillons b1 à c3, l'information sur le diamètre du ﬁl est déjà
connue d'après les paramètres de fabrication. Les valeurs de la résistance, du diamètre et de
la longueur permettent alors de déduire la résistivité de chaque échantillon. L'évaluation du
diamètre par microscopie optique s'étant révélée peu précise, nous utilisons alors un diamètre
magnétique déduit de la caractérisation magnétique (cf. sous-section 2.2.2).
Chacun des tronçons initiaux de 7 cm est ensuite découpé en trois parties. La première,
d'une longueur d'environ 5 mm, est destinée aux mesures de magnétométrie à échantillon
vibrant (VSM). La seconde, d'une longueur inférieure à 2 mm, est dédiée aux mesures de
résonance ferromagnétique (RFM). La troisième, enﬁn, est ﬁxée sur un porte échantillon
d'une longueur de 1, 5 cm aﬁn d'évaluer les performances MIG. Les sous-sections suivantes
détaillent les diﬀérentes procédures de caractérisation.
2.2.2 Magnétométrie à échantillon vibrant
Les techniques de magnétométrie permettent de mesurer le champ magnétique produit par
un échantillon. Celles-ci sont notamment utilisées pour l'étude des processus d'aimantation
des matériaux magnétiques. Ici, un magnétomètre à échantillon vibrant, modèle EV9 de la
société ADE Technologies, est utilisé pour mesurer la valeur du moment magnétique d'un
échantillon en fonction de l'intensité et de l'angle, θH , du champ magnétique externe appliqué
(déﬁni par rapport à l'axe du micro-ﬁl).
L'échantillon est placé au bout d'une tige de verre entre les deux pôles d'un électroai-
mant, comme illustré sur la ﬁgure 2.2. La tige porte-échantillon entre en vibration tandis
que l'échantillon est soumis au champ magnétique statique homogène généré par l'électroai-
mant. En vibrant, l'échantillon produit un ﬂux magnétique variable, dont l'intensité est
proportionnelle à son moment magnétique, |−−−→mvsm|. Cette variation de ﬂux est détectée à
l'aide de bobines de capture associées à une détection synchrone à la fréquence des vibra-
tions. Le signal en sortie de la détection synchrone est enregistré et permet de déterminer la
valeur de l'aimantation du matériau. Le fonctionnement de ce magnétomètre ainsi que des
rappels historiques utiles sont donnés en référence [84].
L'appareil n'étant sensible qu'aux variations de ﬂux magnétique induites par la vibration
de l'échantillon, il est nécessaire de procéder à un étalonnage préalable qui permet de re-
monter à la valeur absolue du moment magnétique. Cet étalonnage est eﬀectué avant chaque
mesure à l'aide d'un disque de calibration à base de Nickel. Un traitement numérique est éga-








Figure 2.2 Schéma de principe d'un magnétomètre à échantillon vibrant.
de la tige porte-échantillon.
Les courbes d'aimantation (également appelées courbes d'hystérésis) sont obtenues pour
un balayage en champ compris entre −800 kA/m et 800 kA/m, avec un pas d'incrémenta-
tion variable en fonction du champ appliqué. Dans la partie centrale du balayage (proche
du champ nul), où les variations de l'aimantation sont les plus grandes, un pas aussi ﬁn
que 32A/m est utilisé. Les courbes d'aimantation sont obtenues pour diﬀérents angles, θH ,
d'application du champ vis-à-vis de l'axe du micro-ﬁl. L'angle augmente de 0 à 90 degre´s par
pas de 15 degre´s entre chaque mesure. L'angle θH = 0 correspond au cas longitudinal où le
champ magnétique est appliqué parallèlement à l'axe du micro-ﬁl. Aﬁn de déterminer plus
précisément la position perpendiculaire exacte, le pas d'incrémentation est réduit à 1 degré
entre 85° et 95°. Un exemple de courbes d'aimantation, obtenu pour l'échantillon a1, est
représenté en ﬁgure 2.3. Il est à noter que ces courbes correspondent bien à celles attendues
pour un matériau magnétique ultra-doux.
Pour chaque échantillon, le champ coercitif longitudinal, Hcoer, correspondant au champ





), χ‖ et χ⊥, dans les cas longitudinal (θH = 0) et perpendiculaire
(θH = pi2 ) respectivement. Ceci est illustré sur la ﬁgure 2.3.
L'appareil ayant été préalablement calibré, nous pouvons déduire la valeur de l'aimantation





























Figure 2.3 Courbes d'aimantation de l'échantillon a1 pour des champs magnétiques appli-
qués parallèlement et perpendiculairement à l'axe du micro-ﬁl. L'évaluation des paramètres
Hcoer et χ dans le cas parallèle est illustrée sur la partie agrandie à droite. L'échelle de l'axe






où lpia2 représente le volume de l'échantillon sous test. Bien que cette méthode permette une
évaluation directe de Ms, les incertitudes sur le diamètre réel de l'échantillon peuvent mener
à des résultats peu ﬁables.
Une autre estimation de l'aimantation à saturation peut être obtenue par l'extrapolation
linéaire de la zone centrale de la courbe d'aimantation. Le champ correspondant à l'inter-
section de cette droite avec la valeur à saturation déﬁnit la valeur du champ démagnétisant,
Ms/2. Une méthode alternative de cette approche a été récemment proposée par L. P. Ca-
rignan et coll. [85], valable dans le cas où le processus d'aimantation est dominé par les
champs dipolaires. Partant du fait que de tels échantillons possèdent une susceptibilité ap-
parente initiale telle que :
Mi = χiH = χ0(H −NiMi), (2.8)
où χ0 est une susceptibilité intrinsèque isotrope, Ni est le facteur de désaimantation et
i =‖ ou ⊥ correspondent, respectivement, aux cas longitudinal et perpendiculaire. En
considérant un rapport géométrique 3 a/l  1, de telle sorte que N‖χ‖  1, ceci implique
3. Même dans le cas le plus défavorable de l'échantillon c3, a/l = 50µm/5 mm = 1/100.
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que N⊥ ≈ 1/2, et il advient :








L'utilisation de la susceptibilité normalisée, χi = χi/Ms, en combinaison avec les équa-















donnant une estimation expérimentale de l'aimantation à saturation indépendante de la
connaissance du volume de l'échantillon.
En combinant les équations (2.7) et (2.11), il est possible de déduire une estimation du
volume magnétique de l'échantillon. L'évaluation de la longueur de l'échantillon étant re-
lativement bonne, il est alors possible d'obtenir une valeur expérimentale du diamètre du
micro-ﬁl, identiﬁée comme diamètre magnétique, beaucoup plus ﬁable que le diamètre dé-
terminé optiquement.
Les mesures au VSM sont également utilisées pour étudier l'approche à la saturation de
chaque échantillon. Cette dernière est liée aux imperfections du matériau pouvant servir de
critère discriminant entre les échantillons. Dans le cas d'échantillons idéaux, possédant une
anisotropie uniaxiale et approchant la saturation par rotation cohérente de l'aimantation,
une loi d'approche de la forme M(H) = Ms(1− b1H2 − ...) [75] est attendue. Elle est liée à la
minimisation de l'énergie libre où b1 est relié à la constante d'anisotropie et à la direction
du champ appliqué vis-à-vis de l'axe d'anisotropie. Cependant, il est courant d'observer en
pratique des comportements suivants des lois du type M(H) = Ms(1− b2Hβ − ...) où le degré
de l'exposant, β, est lié aux imperfections du matériau [86, 87, 88]. Le paramètre β fourni
ainsi une indication sur l'imperfection des échantillons.
En réécrivant l'expression de M(H) sous la forme log(1 − M/Ms) = log a − β logH, il est
alors facile de déterminer le degré de la loi d'approche à saturation en estimant la pente de
la droite obtenue à partir du tracé logarithmique de 1− M/Ms vs 1/H (courbe d'aimantation
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Figure 2.4 Détermination du degré de la loi d'approche à la saturation à partir de la courbe
d'aimantation de l'échantillon a1 mesurée au VSM.
2.2.3 Mesure de la résonance ferromagnétique
La résonance ferromagnétique (RFM) désigne le phénomène d'absorption résonante d'une
onde électromagnétique par un matériau ferromagnétique. Ici, nous rappelons uniquement les
principes de base nécessaires à la compréhension des mesures eﬀectuées, une étude générale
de la RFM peut être trouvée, entre autres, dans les références [75, 89, 90]. Ce phénomène
est lié à la précession naturelle du moment magnétique du spin des électrons autour de
l'axe du champ magnétique qu'ils subissent. À l'équilibre, les pertes magnétiques font que
la précession libre est amortie et les moments magnétiques individuels sont alors alignés
avec la direction du champ eﬀectif interne,
−−→
Heff, régnant dans l'échantillon. La fréquence,
ωres, de précession libre est proportionnelle à l'intensité du champ magnétique et au rapport
gyromagnétique, γ, telle que :
ωres = 2piγ
∣∣∣−−→Heff∣∣∣ . (2.12)
Lorsque l'échantillon est soumis à un champ d'excitation périodique à cette pulsation,
l'aimantation sort de son état d'équilibre et il apparaît alors un phénomène d'absorption ré-
sonante de l'onde d'excitation électromagnétique. Une mesure de résonance ferromagnétique
consiste ainsi à mesurer le spectre d'absorption de l'onde électromagnétique par l'échantillon
pour un champ magnétique appliqué donné. Compte tenu de la valeur du rapport gyroma-
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gnétique de l'électron (γe = 1.76× 1011 rad.s−1/T soit γe/2pi = 35 kHz/A.m−1), une mesure
s'eﬀectue généralement dans le domaine micro-ondes pour des champs magnétiques de l'ordre
du millier de kA.m−1. En pratique, il n'est pas aisé d'obtenir le spectre d'absorption sur une
large gamme de fréquences. Aussi, il est plus commode de travailler à fréquence constante
en faisant varier, en contre-partie, l'intensité du champ magnétique.
Les mesures présentées ici ont été eﬀectuées à l'aide du banc de caractérisation RFM
réalisé par C. Lacroix [85] au laboratoire d'électromagnétisme de l'École Polytechnique
de Montréal. Le schéma de principe est donné à la ﬁgure 2.5. Toutes les mesures ont été
eﬀectuées à température ambiante à l'aide d'une cavité résonante cylindrique permettant
d'accroître l'amplitude du signal détecté. La fréquence d'excitation est ﬁxée à la fréquence
de résonance de la cavité, ici 38 GHz. Le champ magnétique quasi-statique est appliqué à
l'aide d'un électroaimant sur une plage de 1600 kA/m à 16 kA/m pour diﬀérents angles θH
par rapport à l'axe du micro-ﬁl. Seul le cas θH = 0, où la direction du champ statique
appliqué est parallèle à l'axe du ﬁl sous test, est retenu ici. Les échantillons, alors aimantés
axialement, sont placés dans une zone telle que le champ électrique dynamique soit proche
de zéro et que le champ magnétique dynamique soit maximal, perpendiculaire à l'axe du
micro-ﬁl et polarisé linéairement.
Les champs de résonance, Hr, et d'anti-résonance, Har, sont déterminés à partir des
spectres d'absorption obtenus ainsi que la largeur, ∆H, du pic de résonance à mi-hauteur. La
ﬁgure 2.6 illustre l'extraction de ces paramètres sur le spectre d'absorption de l'échantillon
a1.
Dans le cas des micro-ﬁls, en tenant compte de la très faible profondeur de pénétration de
l'onde électromagnétique, il a été montré [91] que la position du champ de résonance, Hr,
est donnée par l'équation de Kittel [92, 93] pour des ﬁlms minces non-conducteurs avec
un champ statique appliqué dans le plan du ﬁlm. De même, la position du champ d'anti-




= Hr (Hr +Ms) (2.13a)
ω
γµ0
= Har +Ms (2.13b)
où ω = 2pif est la pulsation d'excitation (ici f = 38 GHz). Il est alors possible à partir de ces
deux équations de déterminer l'aimantation à saturation, Ms, et le rapport gyromagnétique,
γ.
La largeur du pic de résonance, qui est une mesure des pertes magnétiques, dépend forte-
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Figure 2.6 Spectre d'absorption par résonance ferromagnétique de l'échantillon a1 pour un
champ magnétique appliqué parallèlement à son axe (θH = 0). L'évaluation de Hr, Har et
∆H est illustrée.
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α, ainsi qu'aux pertes induites par l'apparition de courants de Foucault. Une analyse complète
de la réponse RFM de micro-ﬁls dans ces mêmes conditions expérimentales a récemment été
proposée par V. Boucher et coll. [94]. Ici, le paramètre d'amortissement de Gilbert a donc
été déduit par ajustement (régression) des courbes expérimentales d'après cette analyse.
2.2.4 Mesure de la sensibilité aux variations de champ magnétique
Deux bancs de mesure automatisés ont été utilisés aﬁn de caractériser les performances
MIG des échantillons. Le premier utilise un analyseur de réseau vectoriel aﬁn de mesu-
rer directement l'impédance des échantillons en fonction du champ magnétique, Z(H), en
régime linéaire, à partir des paramètres S. Le second permet de travailler à un courant d'ex-
citation constant et mesure les variations de la tension, V (H), apparaissant aux bornes de
l'échantillon en fonction du champ magnétique appliqué. Ce montage permet alors de ca-
ractériser l'évolution des courbes MIG en fonction de l'amplitude du courant d'excitation,
même lorsque celle-ci excède la limite du domaine linéaire. Ces deux bancs de mesure sont
décrits plus en détail ci-dessous. La sensibilité en fonction du champ magnétique est ensuite
obtenue par dérivée numérique des courbes d'impédance. A chaque fois, nous nous intéres-
sons à la valeur maximale de la sensibilité considérant alors un point de fonctionnement en
champ optimal. Dans le régime linéaire, les courbes Z(H) permettent d'obtenir la sensibilité
intrinsèque, SΩ, exprimée en Ω/T (avec B [T] = µ0H [A/m]). Une illustration de l'extraction
de ces paramètres est donnée sur la ﬁgure 2.7. Pour le second banc de mesure, travaillant
à courant constant, la dérivée numérique des courbes V (H) donne alors la sensibilité en
tension, Sv, exprimée cette fois en V/T.
Description du banc de caractérisation en régime linéaire de la MIG :
Le schéma de principe du banc de mesure réalisé est illustré sur la ﬁgure 2.8. Un analyseur
de réseau vectoriel, modèle Agilent 4396B, eﬀectue une mesure de l'impédance des échan-
tillons, en distinguant partie réelle et imaginaire, en fonction de la fréquence, tandis qu'une
source de courant continu, modèle HP 6629A, alimente un solénoïde dans lequel est placé
l'échantillon. La variation du courant circulant dans le solénoïde permet d'obtenir une me-
sure de l'impédance en fonction du champ magnétique appliqué à l'échantillon. L'ensemble
est piloté par ordinateur, via le protocole de communication GPIB, à l'aide d'un programme
développé en Python. Le balayage en champ s'eﬀectue entre +8 et −8 kA/m avec un pas
de 1, 6 A/m dans la zone proche du champ nul. Une seconde source de courant continu per-
met de polariser l'échantillon à l'aide d'un courant de polarisation statique, Idc. Les mesures
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Figure 2.7 Module de l'impédance de l'échantillon a1 en fonction du champ magnétique
appliqué pour diﬀérents courants de polarisation statique Idc. La mesure a été eﬀectuée dans
le régime linéaire à une fréquence d'excitation de 10 MHz. Le graphique de droite montre
l'évolution de la sensibilité intrinsèque, SΩ, en fonction du champ magnétique, obtenue par
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HP 6629A
Figure 2.8 Schéma de principe du banc de mesure MIG permettant d'obtenir les courbes
d'impédance en fonction du champ magnétique. Les valeurs de l'amplitude d'excitation sont
suﬃsamment faibles pour garantir un régime de fonctionnement linéaire de la MIG. Une
illustration de ce montage est donnée en ﬁgure A.1.
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quant à elle, est directement fournie par l'analyseur de réseau et se fait à puissance constante.
Les valeurs de l'amplitude d'excitation sont suﬃsamment faibles pour garantir un régime de
fonctionnement linéaire de la MIG (typiquement de l'ordre de −20 dBm, soit environ 450 µA
dans 50 Ω). La caractérisation est eﬀectuée pour plusieurs fréquences d'excitation comprises
entre 3 MHz et 300 MHz. Une calibration préalable à chaque mesure de l'analyseur de réseau
permet de s'aﬀranchir de l'impédance des câbles le reliant à l'échantillon pour les fréquences
de travail élevées. Un exemple des courbes Z(H) obtenues par ce banc de mesure est donné
à la ﬁgure 2.7.
Description du banc de caractérisation à courant d'excitation, Iac, constant :
Ce banc de mesure, dont le schéma de principe est donné sur la ﬁgure 2.9, est basé sur celui
développé par D. Seddaoui, lors de ses travaux sur l'eﬀet MIG non linéaire [20], et adapté
à nos besoins. Un générateur de fonctions, modèle Agilent 33250A, suivi d'une résistance
d'injection permettant de transformer la source de tension en source de courant, fournit
un courant d'excitation sinusoïdal d'amplitude, Iac, constante qui traverse l'échantillon. Un
oscilloscope, modèle Tektronix TDS5032B, mesure alors la tension apparaissant aux bornes
de l'échantillon à partir de laquelle sont tracées les courbes V (H). Il mesure également la
tension en sortie du générateur de fonctions aﬁn d'estimer la chute de tension induite dans
la résistance d'injection et permet ainsi d'en déduire le courant circulant dans le montage.
La puissance dissipée dans la résistance d'injection limite la valeur de celle-ci à quelques cen-
taines d'Ohms. Cette valeur étant du même ordre de grandeur que l'impédance des échan-
tillons MIG, il serait incorrect de considérer l'ensemble générateur/résistance comme une
source de courant idéale. Aussi, une surveillance continue de l'amplitude du courant circu-
lant dans le montage est eﬀectuée aﬁn d'en corriger la valeur lorsque celle-ci sort d'une plage
de tolérance prédéﬁnie (généralement 0, 5% de la valeur de consigne). Le balayage en champ
est eﬀectué à l'aide d'un solénoïde alimenté par une source de courant continu Keithley 2400.
Les échantillons sont soumis à leur courant de polarisation statique, Idc, optimal déduit lors
de la caractérisation de la sensibilité intrinsèque en régime linéaire. Ce courant est appliqué
par la commande de l'oﬀset du générateur de fonctions délivrant l'excitation sinusoïdale.
L'ensemble du banc de mesure est piloté par ordinateur, via le protocole de communication
GPIB, à l'aide d'un programme développé sous NI LabVIEW®.
Dans ce montage, il est impossible de procéder à une calibration préalable. Aussi, il faut
veiller à utiliser des câbles les plus courts possibles aﬁn d'éviter les eﬀets dus aux capacités
parasites. Il s'avère que ces dernières inﬂuencent fortement l'allure des courbes MIG, V (H),
ﬁnalement obtenues. En pratique, il est ainsi impossible d'eﬀectuer des mesures correctes


















Figure 2.9 Schéma de principe du banc de mesure de l'eﬀet MIG à courant d'excitation
constant.
d'excitation est exprimée en valeur eﬃcace (RMS).
2.3 Propriétés physiques mesurées des échantillons
Les diﬀérentes propriétés physiques mesurées de chaque échantillon sont résumées dans le
tableau 2.2. Toutes aﬃchent des valeurs typiques correspondant à des métaux magnétiques
doux.
Le diamètre indiqué est le diamètre magnétique, déterminé à partir des mesures magné-
tiques comme nous l'avons évoqué à la section 2.2.2. Bien que des diﬀérences notables soient
constatées par rapport aux diamètres optiques ou nominaux indiqués dans le tableau 2.1, il
convient de mentionner que les ﬂuctuations du diamètre sont relativement communes dans
les micro-ﬁls amorphes doux. Ceci est par ailleurs conﬁrmé lors de mesures complémentaires
de la résistance DC sur d'autres tronçons des mêmes matériaux, aﬃchant alors des varia-
tions signiﬁcatives. En tenant compte des incertitudes de mesure présentes sur la valeur de
la résistance DC et sur les paramètres géométriques, le niveau de précision de l'évaluation
de la résistivité se situe autour de 20% pour tous les échantillons, et est principalement lié à
l'incertitude sur la mesure du rayon.
L'aimantation à saturation, Ms, est évaluée aussi bien à partir des données VSM (équa-
tion (2.11)) que des données RFM (équations (2.13a) et (2.13b)). Puisque le phénomène
d'anti-résonance sur les spectres RFM des échantillons b1 à b4 n'est pas observable, l'éva-
luation de Ms est eﬀectuée à l'aide de la seule équation (2.13a), en considérant un facteur
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de Landé égal à 2, 12 (valeur moyenne obtenue pour les autres échantillons).
Les évaluations de l'aimantation à saturation d'après les équations (2.11) (VSM) et (2.13a)-
(2.13b) (RFM) sont tout à fait cohérentes. Ceci est illustré sur la ﬁgure 2.10 comparant
les valeurs obtenues pour chaque échantillon d'après les diﬀérentes méthodes. A l'inverse,
les valeurs de Ms issues de l'équation 2.7, déterminées à partir du moment magnétique à
saturation mesuré au VSM et du volume de l'échantillon, semblent clairement sous-évaluées.
Ceci renforce alors l'intérêt de travailler avec les diamètres évalués par mesure magnétique
plutôt que les diamètres nominaux ou optiques. Par la suite, les calculs seront menés en
utilisant la valeur deMs fournie par les données VSM (valeurs très proches de celles déduites
des mesures de RFM).
Comme cela est attendu pour des matériaux magnétiques doux, la susceptibilité est élevée
et le champ coercitif est très faible (inférieur à 4 A/m), excepté pour les échantillons a1 et
a2 pour lesquels Hcoer est supérieur à 15 A/m. Il convient de mentionner ici que ces deux
paramètres sont dépendants de la structure du matériau, qui peut être aﬀectée non seulement
par la composition et la méthode de fabrication, mais également par la présence de stress
résiduel ou de défauts introduits durant la fabrication ou la ﬁxation des échantillons sur les
bancs de mesure (cf. section 2.5.1).
Excepté l'échantillon a2, qui possède une composition signiﬁcativement diﬀérente de celle
des autres, la plupart des échantillons basés sur un alliage de CoFe aﬃche des propriétés
relativement proches. Ainsi, une résistivité autour de 130 µΩ.cm est généralement obtenue.
Les exceptions sont l'échantillon b2, avec une valeur plutôt faible de 83 µΩ.com, et les échan-
tillons c1 (107 µΩ.cm) et b3 (171 µΩ.cm), qui sont respectivement légèrement plus bas et
plus élevé que la moyenne. L'aimantation à saturation aﬃche également de petites varia-
tions d'un échantillon à l'autre. La série  b  (possédant une composition similaire) possède
unMs moyen de 480 kA/m, signiﬁcativement plus faible que la valeur des autres échantillons
à base de CoFe qui sont autour de 560 kA/m. Le paramètre d'amortissement phénoménolo-
gique de Gilbert moyen se situe autour de 0, 012 (excepté l'échantillon c3 à grand diamètre,
α = 0.020) et les valeurs du facteur de Landé obtenues sont toutes légèrement supérieures
à celle de l'électron, ge = 2, quels que soient les procédés de fabrication et les compositions
chimiques.
Finalement, trois degrés de loi d'approche à la saturation, β, ont été observés sur la
série d'échantillons caractérisée. Les écarts par rapport à une loi d'approche idéale en 1/H2
(d'exposant β = 2) [75] peuvent être imputés aux inhomogénéités de la composition, et
induits par les interactions magnéto-élastiques liées au stress mécanique non-homogène [88]
ou à la rugosité de surface [95]. Contrairement aux autres paramètres étudiés ici, il apparaît
































































































































































































































































































































































































































Figure 2.10 Valeur de l'aimantation à saturation de chaque échantillon suivant la méthode
d'évaluation considérée : (a), d'après χ VSM par l'équation (2.11), (b), d'après |−−−→mvsm| VSM
par l'équation (2.7) et (c), d'après les mesures RFM par les équations (2.13a) et (2.13b).
les échantillons recouverts de verre (b1 à c2) semblent suivre une approche à la saturation
en 1/
√
H (β = 1/2) tandis que ceux réalisés par la société MXT (a1 à a3) sont plus proches
d'une loi en 1/H2/3. L'échantillon à grand diamètre, c3, est le seul à suivre une loi en 1/H.
Néanmoins, l'interprétation plus poussée de la loi d'approche à la saturation n'est pas menée
ici, aucune donnée bibliographique ne permettant d'identiﬁer un type de défaut précis à
partir de β.
2.4 Sensibilité théorique et mesurée
Après avoir déterminé le courant de polarisation statique, Idc, optimal, pour chaque échan-
tillon, à partir des mesures d'impédance en régime linéaire à l'analyseur de réseau, la sen-
sibilité en tension de chacun a été mesurée (cf. section 2.2.4). La valeur RMS maximale du
courant circulant dans les micro-ﬁls est limitée à 10 mA, aﬁn de rester dans le cadre d'un
conditionnement électronique réaliste. Pour certains échantillons, il est possible que le cou-
rant d'excitation optimal soit plus élevé que cette valeur. Par conséquent, leur sensibilité en
tension maximale s'en trouve sous-évaluée. Il est à noter que le courant optimal doit se situer
dans une plage de fonctionnement raisonnable. Cette condition fait ainsi partie des critères
de comparaison des échantillons entre eux.
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Figure 2.11 Comportement de la sensibilité en tension maximale de chaque échantillon
en fonction de l'amplitude du courant d'excitation, pour une fréquence de 3 MHz. Chaque
échantillon est soumis à sa polarisation statique optimale. Cette dernière est déterminée lors
de leur caractérisation en régime linéaire. Le courant d'excitation optimal n'est pas atteint
pour les échantillons a2 et c3.
tillon en fonction de l'amplitude du courant d'excitation pour une fréquence de 3 MHz. À
cette fréquence, les échantillons a3, b1 et b3 surpassent clairement tous les autres, avec des
sensibilités autour de 7 kV/T/cm, tandis que les échantillons a2 et b4 aﬃchent des sensibi-
lités relativement faibles. Il est également à noter que le courant d'excitation optimal des
échantillons a2 et c3 est clairement supérieur à la plus grande valeur mise en ÷uvre ici
(10 mA).
Une synthèse de la sensibilité en tension maximale de chaque échantillon est présentée
au tableau 2.3 pour diﬀérentes fréquences. Nous constatons, sans surprise, que cette valeur
augmente avec la fréquence d'excitation. Aux plus basses fréquences, l'échantillon a3 est plus
performant que les autres, mais il est dépassé par l'échantillon b1 à partir de 3 MHz. Les
valeurs en italique indiquent que le courant d'excitation optimal n'a pas pu être atteint (car
supérieur à 10 mA). Une augmentation du courant d'excitation optimal avec la fréquence
est également constatée, ceci étant revu par ailleurs à la section 2.5.2. Ainsi, à 10 MHz, la
moitié des échantillons est excitée à une amplitude inférieure à l'amplitude optimale. Les
deux échantillons, a2 et c3, possèdent un courant optimal supérieur à 10 mA sur toute la
gamme de fréquences considérée. Le tableau 2.3 résume également les conditions de mise en
÷uvre nécessaires à l'obtention des performances maximales de chaque échantillon (valeurs

















































































































































































































































































































































































































































































































Figure 2.12 Comparaison des sensibilités intrinsèques et des sensibilités en tension de chaque
échantillon mesurées à une fréquence d'excitation de 3 MHz. Les lignes en pointillé servent
uniquement de guides visuels. Courbe (a) : sensibilité intrinsèque maximale, SΩmax, obtenue à
partir des mesures d'impédance en régime linéaire. Courbe (b) : sensibilité en tension par mA,
Sv/Iac, pour un courant d'excitation Iac de 1 mA. Les deux courbes (a) et (b) sont exprimées
en Ω/T/m. La sensibilité en tension maximale, Sv−max, obtenue au courant d'excitation
optimal est donnée par la courbe (c), exprimée en V/T/cm. La liste des échantillons portée
par l'axe des abscisses est rangée par ordre croissant des sensibilités intrinsèques, courbe
(a). Ceci met en évidence l'importance du courant d'excitation optimal sur la sensibilité en
tension maximale, courbe (c).
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La ﬁgure 2.12 compare trois façons diﬀérentes d'exprimer la sensibilité (pour fp = 3 MHz) :
1. la sensibilité intrinsèque maximale, SΩ−max, obtenue en régime linéaire,
2. la sensibilité en tension mesurée pour un faible courant d'excitation, Sv(Iac = 1 mA),
3. la sensibilité en tension maximale, Sv−max.
La liste des échantillons, portée par l'axe des abscisses, est classée par ordre croissant des
sensibilités intrinsèques. Le premier graphique de cette ﬁgure compare tout d'abord la sen-
sibilité intrinsèque maximale, SΩ−max, (courbe (a)) avec la sensibilité en tension par mA,
Sv/Iac, (courbe (b)) à faible courant d'excitation. Il est à noter que ces valeurs de sensibilité
en tension sont celles de la ﬁgure 2.11 pour Iac = 1 mA (exprimées en Ω/T/m à la place des
V/T/cm après division par Iac). L'accord entre les deux types de sensibilité indique que tous
les échantillons sont toujours dans leur régime de fonctionnement linéaire pour des courants
d'excitation inférieurs à 1 mA. La courbe (c) sur le second graphique présente ensuite la
sensibilité en tension maximale, Sv−max, telle que donnée dans le tableau 2.3. Il apparaît
alors clairement que l'ordre de classement de l'axe des abscisses serait diﬀérent si le critère
de classement était Sv−max au lieu de SΩ−max. Cela conﬁrme ainsi l'intérêt de la prise en
compte de l'amplitude du courant d'excitation maximale pour l'analyse des performances
des échantillons dans le cadre de la magnétométrie à haute sensibilité.
Nous comparons ensuite, en ﬁgure 2.13, les sensibilités en tension maximales mesurées avec
celles prédites par l'équation (2.6a), pour une fréquence d'excitation de 10 MHz à laquelle les
échantillons aﬃchent leurs meilleures performances. Il a été montré précédemment que des
échantillons similaires à la série  a  possèdent des amplitudes de pic MIG considérablement
plus faibles que celles prédites par la modélisation, aussi bien en régime linéaire [68, 69] que
non-linéaire [20]. Il n'est donc pas surprenant que la droite idéale (courbe (a)), déduite de
l'équation (2.6a), surestime également la valeur de la sensibilité maximale. Cette suresti-
mation est de plus ampliﬁée par l'approximation imparfaite de la pente maximale par le
rapport Zpk/Hpk considérée dans le modèle (cf. ﬁgure 2.1). D'après l'équation (2.6a), tous
les échantillons à base d'alliage de CoFe (c'est-à-dire tous, excepté a2) ont une sensibilité
théorique située autour de 10 à 15 kV/T/cm. La répartition de leur sensibilité expérimentale
correspondante est relativement large. En notant que la largeur des barres d'erreur sur les
prédictions théoriques est assez grande (principalement due aux incertitudes sur l'estimation
de la résistivité discutées à la section 2.3) et que plusieurs échantillons ne sont pas mis en
÷uvre sous leur courant d'excitation optimal, il parait diﬃcile de distinguer un comporte-
ment clair à partir de ces données. L'utilisation de l'équation (2.6b), pouvant en principe
s'appliquer à des ﬁls non-idéaux, ne permet pas non plus d'augmenter la cohérence des ré-
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Figure 2.13 Comparaison entre les sensibilités en tension maximales mesurées, Sv−max, et
théoriques, S˜v, exprimées en kV/T/m, pour une fréquence d'excitation de 10 MHz. La ligne
en pointillé rouge (a) représente la correspondance parfaite entre la mesure et le modèle
théorique (les valeurs mesurées sont égales aux théoriques). La ligne bleu (b) représente la
droite de régression linéaire des résultats expérimentaux. Celle-ci aﬃche un écart de 20%
sur la valeur de la pente par rapport à la droite idéale. Le coeﬃcient de corrélation de cette
régression linéaire n'est cependant pas supérieur à 0, 28, traduisant une forte dispersion des
données. La référence des diﬀérents échantillons considérés est donnée pour chaque point, et
des symboles vides sont utilisés lorsque l'échantillon n'a pas atteint son courant d'excitation
optimal si celui-ci est supérieur à 10 mArms.
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déterminé à 38 GHz (RFM), dans le but de prédire la réponse MIG à 10 MHz ou moins, n'est
pas forcément appropriée. Ce point sera repris ci-après.
Nous avons vu, à la section 2.1, que le modèle prédit de meilleures sensibilités pour les
échantillons ayant une aimantation à saturation et une résistivité élevées. Ceci peut expliquer,
en partie, les bonnes performances des échantillons a3 et b3, ainsi que la faible sensibilité de
l'échantillon à base de Nickel (a2) qui, malgré une susceptibilité plus élevée que les autres,
aﬃche un faible produit Msρ.
Enﬁn, la ﬁgure 2.14 compare les dépendances en fréquence observées de Sv−max pour
les trois meilleurs échantillons, représentatifs de chaque procédé de fabrication (a3, b1 et
c1). Il apparaît que la sensibilité mesurée augmente plus rapidement avec la fréquence que
la dépendance en ω1/4p attendue en théorie pour des ﬁls idéaux puisqu'une dépendance en
ω
1/2
p est observée expérimentalement. Comme nous l'avons évoqué précédemment, la MIG
d'échantillons non-idéaux peut être modélisée en considérant α comme étant un paramètre
d'amortissement de Gilbert eﬀectif, dépendant de la fréquence et relié aux imperfections du
matériau. Dans ce cas, une nouvelle dépendance en fréquence peut être attendue. L'amor-
tissement eﬀectif, tel que discuté ici, est supposé plus élevé à basse fréquence où l'eﬀet des
inhomogénéités est le plus signiﬁcatif. Les valeurs expérimentales de α pour chaque échan-
tillon, rapportées dans le tableau 2.2, sont obtenues à une excitation de 38 GHz (RFM) sous
des intensités de champ magnétique appliquées près de trois ordres de grandeur plus élevées
que celles utilisées pour le point de fonctionnement optimal en champ de la MIG, Bp. Par
conséquent, ces valeurs de α ne peuvent pas être représentatives de la valeur eﬀective à inté-
grer dans (2.6b), mais sont plutôt une indication de la sensibilité potentielle de ﬁls idéaux.
En eﬀet, cette valeur eﬀective est reliée aux imperfections du matériau entrevues lors de
l'étude du comportement d'approche à la saturation en section 2.3.
2.5 Reproductibilité des mesures MIG
2.5.1 Tension mécanique et sensibilité intrinsèque
Comme nous l'avons évoqué à la section 1.3, l'anisotropie du matériau, en direction et
en amplitude, joue un grand rôle dans le comportement MIG des échantillons, notamment
sur la position et l'amplitude des pics d'impédance. Dans ces matériaux amorphes extrême-
ment doux, l'anisotropie est essentiellement d'origine magnéto-élastique, liée aux contraintes
élastiques (intrinsèques ou extrinsèques) que subit l'échantillon. C'est pourquoi de nom-
breuses techniques de fabrication essaient de contrôler ce paramètre (solidiﬁcation rapide,


































Figure 2.14 Sensibilités théoriques (traits pleins) et expérimentales (symboles) ultimes de
chaque échantillon en fonction de la fréquence d'excitation exprimée en kV/T/m. Les sym-
boles vides illustrent les points où l'amplitude d'excitation optimale est supérieure à la valeur
limite de 10 mA.
réduit des micro-ﬁls, même une faible force mécanique appliquée peut induire une forte pres-
sion dans l'échantillon (environ 10 MPa pour un poids de 1 g suspendu à un micro-ﬁl de
diamètre 35 µm). Cela entraîne alors une forte variation de l'anisotropie malgré la faible va-
leur de la constante de magnétostriction, λ ≈ 10−7. En conséquence, les faibles contraintes
mécaniques externes subies par l'échantillon inﬂuencent fortement son comportement MIG,
pouvant alors masquer le comportement propre au matériau. De plus, les imperfections du
matériau peuvent engendrer une inhomogénéité de la répartition de la contrainte mécanique,
entraînant alors un champ d'anisotropie inhomogène.
La ﬁgure 2.15 illustre l'évolution des courbes d'impédance MIG, en régime linéaire, pour
diﬀérentes tensions mécaniques, σ. Ces dernières sont ajustées en suspendant un poids va-
riable ﬁxé à l'extrémité de l'échantillon. Le matériau utilisé correspond à celui de l'échantillon
a1 du tableau 2.1. Comme cela a déjà été observé [79], un élargissement de la vallée séparant
les deux pics d'impédance maximum est constaté lorsque la tension mécanique appliquée
augmente. La position de ces deux pics donne alors approximativement la valeur du champ
d'anisotropie, Hk, et permet d'obtenir l'évolution de ce dernier en fonction de la contrainte
appliquée, Hk(σ). Dans notre cas, les mesures ont validé son comportement linéaire, permet-
tant ainsi de déduire une constante de magnétostriction λ ≈ 2, 68 × 10−7. Elle correspond
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Figure 2.15 Allure du module de l'impédance en fonction du champ pour diﬀérentes ten-
sions mécaniques, σ, subies par l'échantillon. Ces courbes ont été obtenues à une fréquence
d'excitation de 1 MHz, dans un régime de fonctionnement linéaire, pour un courant de po-
larisation statique de 0, 5 mA.
Comme nous l'avons vu précédemment, le paramètre utile pour la réalisation d'un ma-
gnétomètre est la valeur maximale de la sensibilité. La ﬁgure 2.16 montre l'évolution de la
sensibilité intrinsèque maximale en régime linéaire, SΩ−max, obtenue pour diﬀérentes ten-
sions mécaniques appliquées à l'échantillon. Une diminution graduelle des performances en
sensibilité est immédiatement observable lors de l'augmentation de la contrainte, avec une
diminution d'un facteur 4 de la sensibilité intrinsèque par l'application d'une tension mé-
canique de 100 MPa. Ceci est cohérent avec l'écartement des pics d'impédance maximale
constaté sur les mesures Z(H). Bien que ce ne soit pas montré ici, il est à noter que l'échan-
tillon retrouve une caractéristique proche de sa caractéristique initiale une fois la tension
mécanique relâchée.
L'étude de l'eﬀet des contraintes mécaniques sur l'eﬀet MIG présentée dans cette thèse est
succincte. Nous l'abordons uniquement du point de vue de la validité des résultats de me-
sure MIG, notamment liée aux contraintes induites lors du câblage des échantillons sur leur
support. Plusieurs éléments d'étude concernant l'eﬀet des contraintes peuvent être trouvés
aux références [3, 4], cependant aucune ne prend en compte le paramètre de la sensibilité en
tension, Sv, comme critère de comparaison. Il serait intéressant d'envisager une étude plus
approfondie, intégrant également les contraintes en torsion et l'inﬂuence d'une magnétostric-
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Figure 2.16 Sensibilité intrinsèque maximale, SΩ−max, à 1 MHz, en fonction de la tension
mécanique, σ, subie par l'échantillon (pour un courant de polarisation statique, Idc, optimal).
Néanmoins, notre étude montre toute l'importance du soin qui doit être apporté lors de
la ﬁxation des échantillons sur leur support. Aﬁn de faciliter cette étape et d'assurer l'intro-
duction d'une contrainte minimale, il convient de s'interroger sur les diﬀérentes solutions de
ﬁxation possibles. Du point de vue de la qualité de la prise de contact et de leur compor-
tement en fréquence, les techniques à base de soudure apparaissent supérieures vis-à-vis de
celles à base de pâte conductrice ou à base de contacts mécaniques (pinces conductrices). Ce-
pendant, les alliages de type CoFeB ont assez peu  d'aﬃnité  avec l'étain et imposent donc
un degré de manipulation supérieur lors de la soudure, augmentant le risque de contraindre
l'échantillon. Une autre technique de ﬁxation a été envisagée durant cette thèse. Celle-ci
consiste à déposer une couche de cuivre en surface, aux extrémités de l'échantillon, par
électro-déposition. Ceci améliore la qualité du contact, augmente la précision sur la longueur
eﬀective entre les points de contact et facilite la soudure. Néanmoins, les échantillons se
révèlent être considérablement fragilisés, notamment dans la zone intermédiaire où débute
la couche de cuivre. Bien que cette technique semble prometteuse, elle est surtout utile dans
des cas où de nombreuses prises de contacts sont répétées sur un même échantillon. Elle
n'est ﬁnalement pas utilisée ici. La ﬁxation des échantillons est donc eﬀectuée classiquement
à l'aide de soudures à l'étain. Il est à noter qu'une attention particulière est portée lors de
cette étape.
Nous rappelons, d'après le modèle simpliﬁé de la sensibilité (équations (2.6a) et (2.6b)),
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qu'une augmentation du champ d'anisotropie, Hk, autorise un plus grand champ critique,
Hc, et donc une amplitude d'excitation, Iac, plus élevée. En présence de contraintes, ceci vient
alors compenser la perte liée à l'augmentation de la position des pics d'impédance,Hpk. Ainsi,
il semble possible de limiter l'impact des contraintes mécaniques subies, réduisant alors les
eﬀets des prises de contact. Ce point fait l'objet d'une étude particulière à la sous-section
suivante.
2.5.2 Prise en compte de l'amplitude du courant d'excitation
Nous reprenons ici la série d'échantillons sous contrainte mécanique contrôlée, utilisée à
la sous-section précédente. L'objectif est d'analyser plus en détail l'eﬀet de l'amplitude du
courant d'excitation, Iac, pour des échantillons soumis à une contrainte mécanique.
Dans un premier temps, la ﬁgure 2.17 illustre l'eﬀet de l'amplitude d'excitation sur l'al-
lure des courbes d'impédance en fonction du champ magnétique pour l'échantillon subissant
une contrainte de 30 MPa. Ces courbes ont été obtenues hors du régime de fonctionne-
ment linéaire, comme décrit à la section 2.2.4. Par conséquent, elles ne représentent pas
une impédance à proprement parler mais le rapport entre la tension, Vac, développée aux
bornes de l'échantillon et le courant, Iac, le traversant. Comme cela a déjà été observé par
ailleurs [79, 96, 97], ces courbes illustrent le passage progressif du comportement en double
pics vers celui à simple pic lorsque l'amplitude du courant d'excitation augmente. Comme
expliqué précédemment, la sensibilité Sv va alors croître avec la valeur de l'excitation jusqu'à
un certain seuil à partir duquel le gain apporté par l'accroissement de Iac est équivalent à la
perte sur la valeur de la pente de la courbe d'impédance due à la fusion des deux pics (ce
seuil déﬁnit le courant optimal, Iac−opt, pour lequel la sensibilité en V/T est maximale, cf.
section 2.1).
L'évolution de la sensibilité Sv maximale en fonction du courant d'excitation est illustrée
en ﬁgure 2.18 pour diﬀérentes contraintes mécaniques. Nous constatons immédiatement que
l'amplitude optimale du courant d'excitation augmente avec la contrainte subie par l'échan-
tillon. Ceci est tout à fait cohérent avec le modèle simpliﬁé de la sensibilité où le rapport
Hc/Hpk est proportionnel à Iac/Hk (la contrainte mécanique augmentant alors le champ
d'anisotropie, Hk, d'origine magnéto-élastique).
Nous avons observé en ﬁgure 2.16 que la sensibilité en régime linéaire, SΩ−max, était sys-
tématiquement altérée par l'application d'une contrainte mécanique (exemple d'un facteur 4
sur la ﬁgure 2.16). Un graphique équivalent est donné sur la ﬁgure 2.19 mais en tenant
compte cette fois de l'évolution de l'amplitude d'excitation optimale. Dans ce cas, l'inﬂuence
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Figure 2.17 Évolution de la tension apparaissant aux bornes de l'échantillon MIG en fonc-
tion du champ magnétique appliqué pour diﬀérents courants d'excitation. La fréquence d'ex-
citation est de 1 MHz, l'échantillon est de type a1, soumis à une tension mécanique de 30 MPa.
teur 1, 5 pour des conditions identiques. Ceci conﬁrme bien les hypothèses du modèle dans
lequel le champ d'anisotropie n'inﬂuence que légèrement la valeur de la sensibilité Sv. La
reproductibilité des résultats est également améliorée dans la mesure où la dégradation liée
à la contrainte induite lors de la préparation de l'échantillon peut être compensée par l'ajus-
tement de l'amplitude d'excitation.
Enﬁn, la ﬁgure 2.20 reprend l'évolution de la sensibilité Sv maximale en fonction de Iac pour
diﬀérentes fréquences d'excitation, fp. En considérant l'accroissement de la sensibilité avec
la fréquence pour une amplitude d'excitation ﬁxée (proche de celle garantissant un régime
de fonctionnement linéaire, Iac = 2mA), un gain de performance d'environ 2, 3 est obtenu
lorsque la fréquence augmente de fp = 300 kHz à fp = 10 MHz. En considérant maintenant
les sensibilités maximales au regard du courant d'excitation, un gain de facteur 4, 9 est alors
obtenu pour la même augmentation de fréquence. Ceci renforce donc l'intérêt de travailler
avec des fréquences élevées car elles permettent l'utilisation d'un courant d'excitation plus
important. Cependant, il faut garder à l'esprit que l'amplitude optimale du courant Iac peut
être irréaliste en pratique. À de fortes valeurs, il risque en eﬀet d'endommager l'échantillon
à cause de la dissipation thermique ou même d'être hors de portée de l'électronique de
conditionnement.
Aux vues des résultats exposés ici, un bon accord est constaté entre le modèle et le compor-

































Figure 2.18 Inﬂuence de la tension mécanique axiale, σ, sur la sensibilité, Sv, à 1 MHz en
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Figure 2.19 Sensibilité maximale, Sv−max, à 1 MHz obtenue au courant d'excitation optimal


































Figure 2.20 Sensibilité maximale en fonction du courant d'excitation pour diﬀérentes fré-
quences de travail. Ces mesures correspondent à l'échantillon non contraint (pour un courant
de polarisation statique optimal).
Néanmoins, en s'intéressant plus particulièrement aux évolutions du champ d'anisotropie,
Hk ≈ Hpk, et du champ critique, Hc = Iac−opt/2pia, vis-à-vis de la contrainte, σ, subie par
l'échantillon, il apparaît qu'ils ne suivent pas tous deux le même type de variations. La com-
paraison entre le courant optimal, mesuré expérimentalement, et sa valeur théorique, estimée
à partir du champ d'anisotropie par Iac−opt ≈ 2piaHk(σ), est illustrée en ﬁgure 2.21. Celle-ci
montre clairement l'écart entre les deux valeurs.
Bien que des travaux antérieurs, sur le régime de fonctionnement MIG non linéaire [20],
aient montré que l'amplitude de ce courant optimal est lié au seuil d'apparition des phéno-
mènes non-linéaires, le comportement de ce dernier dans des ﬁls non-idéaux n'est pas encore
entièrement clair. Il dépend à la fois des propriétés intrinsèques du matériaux de la fréquence
d'excitation et des contraintes mécaniques et il est diﬃcile de le relier à l'un des paramètres
physiques considérés dans cette étude.
2.6 Conclusion
La sensibilité en tension, Sv, d'une série de plusieurs micro-ﬁls MIG a été étudiée et
comparée avec les prédictions d'un modèle phénoménologique simpliﬁé [9]. Les propriétés
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Figure 2.21 Évolution des valeurs expérimentale et théorique du courant d'excitation op-
timal, à 1 MHz, en fonction de la contrainte en tension appliquée à l'échantillon. L'axe de
droite donne le champ critique équivalent au courant optimal, considérant un échantillon
d'un diamètre de 35 µm.
tillon vibrant, spectroscopie RFM et mesure de résistance en quatre points, aﬃchent des
variations signiﬁcatives. La dispersion de ces propriétés physiques, apparaissant entre des
échantillons de composition proche (si ce n'est identique pour certains), semble pourtant
bien réelle et pose alors la question de l'uniformité physique des micro-ﬁls amorphes. Malgré
tout le soin apporté à la préparation des échantillons, les mesures de magnéto-impédance
souﬀrent parfois de problèmes de reproductibilité liés aux contraintes mécaniques introduites
durant les prises de contact. Ainsi, même les meilleurs échantillons possèdent une sensibilité
bien inférieure à celle prédite pour un matériau idéal (parfaitement cylindrique, au spin de
surface libre, sans défauts ou inhomogénéités, etc.). Ceci suggère qu'aucun des micro-ﬁls
actuellement fabriqués n'approche les propriétés idéales. Il faut néanmoins rappeler ici que
les problèmes d'inhomogénéité (entre échantillons) et de non-reproductibilité peuvent être
réduits par l'utilisation d'un système contre-réactionné en champ (section 1.2.1). La seule
nécessité est alors d'avoir une sensibilité de l'élément sensible la plus élevée possible aﬁn de
s'aﬀranchir du bruit lié au conditionnement électronique.
D'après les équations (2.6a) et (2.6b), une piste d'optimisation du matériau est d'obtenir
des valeurs de Ms et ρ élevées. Travaillant déjà avec des matériaux fortement ferromagné-
tiques, la marge de progression sur la valeur deMs semble limitée. La résistivité pourrait être
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plus facilement augmentée, cependant elle doit rester suﬃsamment faible aﬁn de garantir un
fonctionnement en régime de fort eﬀet de peau. Augmenter la résistivité peut également
avoir des eﬀets négatifs sur le bruit intrinsèque (cf. section 1.3.3). Il apparaît aussi qu'il
est préférable de travailler à une fréquence fp la plus élevée possible. Cependant, la valeur
du courant d'excitation optimal augmentant également avec la fréquence, elle peut alors
excéder les valeurs pratiques utilisables lors du conditionnement électronique. De plus, la
section 4.1.2 montrera que si le niveau de bruit en sortie est limité par le bruit provenant du
générateur d'excitation, il est inutile de travailler sous des courants plus élevés, car le gain
sur la sensibilité s'accompagne d'une perte équivalente sur le niveau de bruit électronique et
conduit à une stagnation du rapport signal à bruit.
Cette étude a permis de mettre en avant l'importance du courant d'excitation optimal sur
la sensibilité en tension. Il est à noter qu'il n'est habituellement pas pris en compte dans
l'étude du comportement de l'impédance des dispositifs MIG. Ce courant d'excitation opti-
mal est propre à chaque échantillon mais dépend également de la fréquence d'excitation et
des conditions de contraintes mécaniques. Lorsqu'ils sont mis en ÷uvre dans leurs conditions
optimales, la sensibilité des micro-ﬁls est un peu plus proche des limites théoriques et la dis-
parité entre échantillons s'en trouve également réduite (ﬁgure 2.12). D'après la modélisation
de la MIG non-linéaire [20], il est attendu que les phénomènes non-linéaires, qui limitent le
courant d'excitation optimal, apparaissent pour des courants plus faibles dans les matériaux
à faible amortissement et faible champ d'anisotropie. Par conséquent, bien qu'une faible
anisotropie et qu'un faible amortissement soient généralement recherchés pour obtenir des
matériaux avec de fortes variations d'impédance [98], ces paramètres vont également aﬀecter
la sensibilité en tension, Sv, en réduisant la valeur du courant optimal à partir de laquelle
celle-ci dernière décroit. Ce point est encourageant dans le sens où des ﬁls non-idéaux (avec
une anisotropie et un amortissement plus élevés que dans le cas idéal) peuvent atteindre
la sensibilité de ﬁls idéaux grâce à l'accroissement de leur courant d'excitation optimal (à
condition toutefois de rester dans les limites d'une réalisation pratique).
Malgré que le modèle simpliﬁé de la sensibilité [9] apporte un cadre utile à l'analyse des
données MIG, il subsiste un certain nombre d'interrogations. C'est notamment le cas de la
dépendance en fréquence du terme Hc/Hpk , ou encore du comportement de Hc vis-à-vis
des défauts et de la répartition des contraintes mécaniques dans l'échantillon. Au-delà de
l'existence des incertitudes de mesure, aucun des échantillons n'est un ﬁl idéal. La sensibilité
serait alors plus à même d'être décrite par l'équation (2.6b), en considérant un paramètre
d'amortissement de Gilbert, α, eﬀectif évoluant avec la fréquence. Cependant, celui-ci est
à priori inconnu. Ces diﬀérents points sont alors des pistes de recherche intéressantes. Il
serait également pertinent d'étudier une série d'échantillons plus hétérogène aﬁn d'élargir la
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validité du modèle sur une plage de valeur de propriétés physiques plus étendue.
Bien que la dépendance en fréquence de la sensibilité Sv soit similaire pour tous les échan-
tillons (ﬁgure 2.14), les diﬀérences sont suﬃsantes pour que l'ordre des sensibilités change
d'une fréquence à l'autre. Dans cette étude, il n'est ﬁnalement pas évident d'identiﬁer le
meilleur échantillon. Expérimentalement, la sensibilité en tension moyenne obtenue pour
une fréquence d'excitation de 10 MHz est d'environ 7 kV/T/cm. Bien que les échantillons a3,
b1 et b3 se soient révélés être les meilleurs expérimentalement, nous préférons sélectionner
l'échantillon c3 pour la suite des travaux. En eﬀet, celui-ci possède une sensibilité supérieure
à la moyenne et son large diamètre lui assure une meilleur résistance aux contraintes méca-
niques. Sa robustesse s'est avérée utile lors de la mise en ÷uvre de la structure quadripôle
comportant une micro-bobine de détection.
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Chapitre 3
Modélisation de la structure MIG-bobine
Comme nous l'avons évoqué au chapitre 1, une piste prometteuse pour l'accroissement
de la sensibilité (en plus de l'optimisation des propriétés physiques du matériau discutée au
chapitre 2) concerne l'ajout d'une bobine de capture entourant le micro-ﬁl MIG. Dans ce cas,
il est envisagé de prélever, aux bornes de cette bobine, la tension induite par la circulation
du courant d'excitation dans la MIG. L'intérêt de cette technique réside dans l'augmentation
possible de la sensibilité liée à l'utilisation d'une bobine possédant un très grand nombre de
tours. Des travaux précédents [31, 29, 34, 12, 35] se sont intéressés à de telles structures,
notamment vis-à-vis de l'augmentation de la zone de linéarité et de l'accroissement de la
sensibilité intrinsèque. Il convient également de s'interroger sur l'apport de cette structure
par rapport à la sensibilité en tension, Sv, ainsi que du point de vue des performances en
bruit. Ceci sera détaillé au chapitre 4 et fait l'objet de publications aux références [35, 99].
L'élément sensible est dorénavant constitué d'un micro-ﬁl amorphe MIG sur lequel est
bobiné un enroulement de cuivre. Ce type de dispositif peut se représenter sous la forme
d'un quadripôle, illustré à la ﬁgure 3.1, dont les grandeurs électriques sont reliées par la













où vfil, ifil, vbob et ibob sont les tensions et courant apparaissant dans le micro-ﬁl MIG et la
bobine respectivement.
L'utilisation d'une bobine de capture apporte de nouveaux paramètres de mise en ÷uvre
liés à la réalisation pratique de celle-ci. Il convient alors de s'interroger sur le rayon, la
longueur ou encore le nombre de tours nécessaires à l'obtention d'une bobine optimale vis-à-
vis de la sensibilité. Ce chapitre est tout d'abord consacré à la détermination des paramètres,
Zij, de la matrice impédance en fonction de la géométrie du bobinage et des propriétés
du micro-ﬁl amorphe. Cette modélisation sera ensuite utilisée aﬁn d'étudier les meilleurs
paramètres de réalisation de la bobine de capture.
Nous nous intéressons principalement au terme Z21 de la matrice impédance, considérant
alors une excitation en courant circulant au travers du micro-ﬁl MIG associée à un pré-
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lèvement de la tension apparaissant aux bornes de la bobine. Le choix principal de cette
conﬁguration sera justiﬁé au chapitre 4 suivant.
Nous rappelons ici que le critère à optimiser est la sensibilité au champ, Sv, du dispositif,
exprimée en V/T. Nous avons vu au chapitre 1 (équation 1.20) que cette dernière est le
produit de la sensibilité intrinsèque, SΩ, exprimée en Ω/T, par l'amplitude du courant d'ex-
citation, Iac. La valeur optimale de cette dernière a été étudiée au chapitre 2 et dépend des
propriétés intrinsèques à l'échantillon MIG. Dans le cas du quadripôle qui nous intéresse ici,
nous discuterons alors de l'eﬀet du bobinage sur l'augmentation de la sensibilité intrinsèque,
considérant que le courant d'excitation optimal est ﬁxé pour chaque échantillon MIG et ne
dépend pas de la bobine.
S'il parait intuitif que le courant d'excitation optimal ne soit lié qu'aux propriétés du
conducteur MIG dans lequel il circule, il n'en est pas de même pour les autres conclu-
sions issues du chapitre 2 concernant l'optimisation du matériau. En eﬀet, ces conclusions
concernent un élément sensible constitué d'un ﬁl MIG sans bobine, c'est-à-dire le terme Z11
de la matrice impédance [Z]. Nous verrons dans la suite que la position en champ 1, Hpk, des
pics d'impédance maximale sont les mêmes pour les termes Z11 et Z21 (essentiellement liée à
la structure magnétique du système lors du retournement de la direction d'aimantation). À
l'inverse, rien ne permet de relier à priori l'amplitude des pics d'impédance, Zpk, pour chacun
de ces termes. Dans la suite nous assumons que les pistes d'optimisation des propriétés du
matériau dégagées au chapitre 2 restent pertinentes lors de l'utilisation de la conﬁguration
quadripôle, même si une étude plus approfondie serait évidemment souhaitable. L'évolution
similaire, illustrée en ﬁgure 3.2, de l'amplitude des pics d'impédance maximale des termes
ξzz et ξϕz du tenseur d'impédance de surface (équations (1.29) et (1.30)) en fonction de l'ai-
mantation à saturation, Ms, et de la résistivité, ρ, étaye favorablement cette supposition 2.
3.1 Matrice impédance électrique
Nous considérons un élément sensible constitué d'un micro-ﬁl à magnéto-impédance géante
cylindrique de rayon a et de longueur l supposée inﬁnie, entouré d'une bobine de longueur
lc ≈ l, d'épaisseur négligeable et composée d'un nombre total de tours N , comme représenté
en ﬁgure 3.3. En première approximation, il est admis que la bobine est directement enroulée
autour du micro-ﬁl MIG. Ainsi le rayon du bobinage est identique à celui de l'échantillon
MIG, a, négligeant l'existence possible d'un interstice entre les deux éléments.
Comme nous l'avons exposé à la section 1.1, la relation entre les composantes axiale et
1. Nous rappelons que la sensibilité intrinsèque, SΩ, a été approchée au chapitre 2 par le rapport Zpk/Hpk.













Figure 3.1 Exemple de dispositif, (a), mettant en ÷uvre un bobinage couplé à l'échantillon
MIG. Il peut être représenté par son schéma électrique, (b), ou par son modèle quadripôle









































Figure 3.2 Évolution, en fonction de l'aimantation à saturation, Ms, et de la résisitivité, ρ,
de l'amplitude des pics d'impédance maximale des termes ξzz et ξϕz du tenseur d'impédance
de surface. L'évaluation est faite à partir des équations (1.29) et (1.30) en considérant les










Figure 3.3 Représentation de la géométrie de l'élément sensible MIG-Bobine et des gran-
deurs intervenant dans les équations.
circonférentielle des champs électrique et magnétique à la surface du micro-ﬁl MIG est donnée
par l'intermédiaire du tenseur d'impédance de surface, [ζs], de l'équation (1.3). Une approche
possible, basée sur les travaux de Makhnovskiy et coll. [10, 11, 29], consiste alors à relier
chacune des grandeurs électriques vfil, vbob, ifil, et ibob à chacun des champs de surface ez, eϕ,
hz, et hϕ pour ensuite utiliser les expressions approchées des termes du tenseur d'impédance
de surface données à l'équation (1.29). D'après la section 1.1, la tension apparaissant aux
bornes du micro-ﬁl et le courant le traversant peuvent être reliés au champ électrique, ez, et
magnétique, hϕ, respectivement, par :
vfil = lez, (3.2a)
ifil = 2piahϕ. (3.2b)
De façon analogue, il est possible de relier vbob et ibob au champ électrique, eϕ, et magnétique,
hz, par :





Cette approche permet, en première approximation, de décrire le comportement en champ
du quadripôle à MIG. Elle est bien évidemment perfectible et ne prend pas en considération
un certain nombre de paramètres tels que la résistivité du bobinage (généralement réalisé en
cuivre), la propagation des champs électrique et magnétique à travers les diﬀérents milieux
constituant le quadripôle (conducteur MIG, interstice de vide éventuel, conducteur bobiné),
etc.
En combinant les équations (3.2a) à (3.2d), (3.1) et (1.29), l'expression complète de la
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où ZM et ZN correspondent aux modes magnétique et non-magnétique de l'impédance de
surface et sont données aux équations (1.30). L'expression obtenue est alors analogue à
celle des travaux [29], les diﬀérences de modélisation se trouvant dans les approximations
eﬀectuées lors de l'obtention des expressions de ZM et ZN telles que discutées au chapitre 1.
D'après l'équation 3.3, il est à noter que le terme Z11 est équivalent à l'expression de l'im-
pédance de la MIG seule développée au chapitre 1. De plus, il apparaît que Z12 = Z21 comme
attendu pour tout quadripôle passif. Ces expressions conﬁrment également l'augmentation
potentielle de la sensibilité par l'utilisation d'un grand nombre de tours de bobinage N .
3.2 Validation du comportement en champ
L'objet de cette section concerne la comparaison entre les prédictions du modèle du qua-
dripôle à MIG que nous venons d'exposer et les résultats expérimentaux. Ces derniers ont été
obtenus par mesure des paramètres S à l'aide d'un analyseur de réseau. Le banc de mesure
utilisé est identique à celui décrit à la section 2.2.4, permettant la mesure d'impédance en
régime linéaire. Ici, la mesure de la matrice impédance complète est eﬀectuée en utilisant
simultanément les deux ports de l'analyseur de réseau, connectés à chacune des branches du
quadripôle MIG-bobine.
Avant de poursuivre, nous rappelons que le modèle présenté est une extension du modèle
de la MIG développé par D. Ménard [68], présenté au chapitre 1, dont il reprend l'essentiel
des mécanismes. Comme nous l'avons évoqué précédemment, il a été montré que les mesures
d'impédance MIG possèdent des amplitudes de pic considérablement plus faibles que celles
prédites par la modélisation, aussi bien en régimes linéaire [68, 69] que non-linéaire [20].
De plus, nous avons déjà discuté au chapitre 2 de la diﬃculté de prédire précisément les
performances d'un ﬁl donné à partir de ces caractéristiques physiques à cause des problèmes
d'inhomogénéité et de non-idéalité des micro-ﬁls MIG. Pour cet ensemble de raisons, la
validation de l'extension quadripôle du modèle de la MIG repose principalement sur une
validation comportementale. Elle s'attache ainsi à vériﬁer que l'essentiel des mécanismes
intervenant dans la réponse en champ du quadripôle MIG-bobine peuvent être reproduits
par le modèle, sans toutefois en espérer une prédiction absolue.
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3.2.1 Ajustement des paramètres du micro-ﬁl dans le modèle
Aﬁn de comparer les prédictions du modèle avec le comportement expérimental d'un échan-
tillon réel donné, il est nécessaire d'introduire, dans le modèle, les propriétés physiques (Ms,
α, ρ. . . ) correspondantes à celles de l'échantillon sous test. Ces propriétés sont déterminées,
pour chaque échantillon, à partir des caractérisations physiques eﬀectuées au chapitre 2.
À l'inverse, les paramètres d'anisotropie, en amplitude, Hk, et en direction, θk, ne sont
pas déterminés lors de cette caractérisation. De plus, les contraintes mécaniques introduites
durant la préparation des échantillons inﬂuencent grandement l'anisotropie eﬀective. Bien
qu'un soin particulier ait été apporté lors de la prise de contact, la réalisation du bobinage
autour du micro-ﬁl est un facteur de contrainte mécanique supplémentaire. Par conséquent,
il est préférable d'utiliser des paramètres d'anisotropie déduits directement des mesures MIG
faites sur l'échantillon eﬀectivement réalisé.
Tout d'abord, la valeur du champ d'anisotropie, Hk, est déduite à partir de la position
moyenne, Hpk, des pics d'impédance maximale en considérant Hk ≈ Hpk comme discuté au
chapitre 2. Ensuite, la direction d'anisotropie, θk, est ajustée en fonction du comportement
expérimental des termes Zij vis-à-vis du courant de polarisation statique, Idc. En eﬀet, comme
nous l'avons vue à la section 1.3, la polarisation de l'échantillon MIG par un courant continu
inﬂue fortement sur la position d'équilibre statique de l'aimantation. Il est alors possible
d'observer, en fonction de l'amplitude de ce courant, l'apparition de dissymétries entre les
pics d'impédance maximale et la présence ou non d'une discontinuité liée au retournement
brusque de la direction de l'aimantation. Le seuil d'apparition et l'amplitude de ces eﬀets
permettent de déduire la direction moyenne du champ d'anisotropie, θk.
La géométrie du bobinage étant connue à priori, toutes les propriétés prises en compte
dans le modèle sont alors déterminées.
3.2.2 Résultats
Nous considérons ici un quadripôle sensible constitué d'une bobine de 260 tours non join-
tifs, enroulée autour d'un micro-ﬁl amorphe de type a3 de longueur l = 2, 6 cm. Le diamètre
de la bobine est de 100 µm pour une longueur lc de 1, 8 cm. La comparaison entre les mesures
à l'analyseur de réseau et les prédictions du modèle théorique pour les diﬀérents éléments
de la matrice impédance est donnée aux ﬁgures 3.4, 3.5, et 3.6 considérant une fréquence
d'excitation de 1 MHz. Les paramètres d'anisotropie pour cet échantillon, utilisés dans le
modèle, sont Hk = 190A/m et θk = 85, 7°.
La ﬁgure 3.4, tout d'abord, illustre la dépendance en champ du terme Z11 correspondant






























































Figure 3.4 Parties réelle et imaginaire de l'élément Z11 de la matrice impédance en fonction
du champ magnétique axial appliqué pour diﬀérents courants de polarisation statique, Idc.
La fréquence d'excitation, fp, est de 1 MHz. Les traits pleins représentent les prédictions du
modèle tandis que les symboles correspondent aux points de mesure expérimentaux. L'élé-
ment sensible est constitué d'un échantillon MIG de type a3 de longueur 26 mm associé à
un bobinage de 260 tours non-jointifs de diamètre 100 µm et de longueur 18 mm. Les para-
mètres d'anisotropie utilisés dans le modèle sont Hk = 190A/m et θk = 85, 7°. À noter, la
disparition des discontinuités liées au retournement de l'aimantation lorsque Hϕ ≥ Hk cos θk,
c'est-à-dire Idc ≥ 1, 6mA.
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parfaitement la réponse mesurée, notamment l'amplitude des pics d'impédance maximale
qui est clairement surestimée par le modèle. Hormis cela, un bon accord entre les prédictions
comportementales théoriques et les résultats de mesure est constaté, que ce soit sur l'ordre de
grandeur ou l'allure générale des variations d'impédance. Le comportement vis-à-vis du cou-
rant de polarisation statique, Idc, est particulièrement bien pris en compte, avec la disparition
des discontinuités liées au retournement brusque de l'aimantation lorsque Hϕ ≥ Hk cos θk,
c'est-à-dire Idc ≥ 1, 6mA.
La ﬁgure 3.5, ensuite, s'intéresse aux termes anti-diagonaux, Z12 = Z21, de la matrice
impédance. L'écart vis-à-vis de l'amplitude des pics d'impédance maximale est à nouveau
observé, bien qu'il soit moins important dans ce cas. Le comportement vis-à-vis de Idc est
également bien reproduit, notamment le passage vers un comportement anti-symétrique par
rapport à H = 0 lorsque Hϕ ≥ Hk cos θk, c'est-à-dire Idc ≥ 1, 6mA. Encore une fois, une
bonne reproduction par le modèle du comportement général des variations d'impédance est
constatée.
La ﬁgure 3.6, enﬁn, est consacrée à l'élément Z22 de la matrice impédance. Le premier point
à mentionner est le décalage statique, d'environ 55 Ω, sur la valeur de la partie réelle entre
la modélisation et la mesure. Pour faciliter la comparaison des comportements en champ,
les axes verticaux des deux graphiques des parties réelles possèdent une échelle diﬀérente.
L'excursion de cette dernière demeure cependant identique dans les deux cas. Le décalage
de la composante statique est ici important comparé à la valeur moyenne de la partie réelle.
Nous le retrouverons dans l'ensemble des résultats ultérieurs mais il sera alors négligeable
comparé aux fortes variations de la valeur du terme Z22 (cf. ﬁgure 3.13). Pour cette raison, il
ne nous a pas paru nécessaire d'étudier plus profondément l'origine de ce décalage statique.
Au-delà de cette remarque, l'allure des courbes est globalement similaire entre les prédictions
du modèle et l'impédance eﬀectivement mesurée. Les remarques faites à propos des autres
éléments de la matrice restent valables.
3.2.3 Conclusion
Malgré les quelques écarts observables entre les courbes d'impédances théorique et expéri-
mentale, il apparaît que la modélisation est globalement ﬁdèle aux observations et permet de
rendre compte des paramètres entrant dans l'obtention de la réponse en champ de la matrice
impédance complète.
Pour poursuivre l'analyse sur la validité du modèle, il convient de ne pas se limiter à un
seul dispositif mais de le confronter également avec d'autres types d'éléments sensibles, que
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Figure 3.5 Parties réelle et imaginaire des éléments Z21 (ou Z12) de la matrice impédance
en fonction du champ magnétique axial appliqué, pour diﬀérents courants de polarisation
statique, Idc. La fréquence d'excitation, fp, est de 1 MHz. Les traits pleins représentent les
prédictions du modèle tandis que les symboles représentent les points de mesure expérimen-
taux. L'élément sensible est constitué d'un échantillon MIG de type a3 de longueur 26 mm
associé à un bobinage de 260 tours non-jointifs de diamètre 100 µm et de longueur 18 mm.
Les paramètres d'anisotropie utilisés dans le modèle sont Hk = 190A/m et θk = 85, 7°. À
noter, la disparition des discontinuités liées au retournement de l'aimantation et l'apparition
du comportement antisymétrique par rapport à H = 0 lorsque Hϕ ≥ Hk cos θk, c'est-à-dire
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Figure 3.6 Parties réelle et imaginaire de l'élément Z22 de la matrice impédance en fonction
du champ magnétique axial appliqué pour diﬀérents courants de polarisation statique, Idc.
La fréquence d'excitation, fp, est de 1 MHz. Les traits pleins représentent les prédictions
du modèle tandis que les symboles représentent les points de mesure expérimentaux. La
présence d'un décalage statique de 55 Ω entre la modélisation et la mesure des parties réelles
est particulièrement notable. Pour faciliter la comparaison, l'échelle des axes verticaux est
diﬀérente pour les courbes issues de la modélisation et pour celles expérimentales. L'élément
sensible est constitué d'un échantillon MIG de type a3 de longueur 26 mm associé à un
bobinage de 260 tours non-jointifs de diamètre 100 µm et de longueur 18 mm. Les paramètres
d'anisotropie utilisés dans le modèle sont Hk = 190A/m et θk = 85, 7°. A noter, le fort écart
sur la valeur moyenne de la partie réelle entre modèle et expérience.
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Pour les raisons pratiques évoquées en ﬁn du chapitre 2, nous travaillons désormais avec
des échantillons de micro-ﬁls MIG du type c3, à gros diamètre, sur lesquelles il est possible de
réaliser directement le bobinage. Un certain nombre de tests a été mené concernant plusieurs
types de bobine. Pour des raisons synthétiques, nous présentons ici uniquement les résultats
concernant un bobinage triple-couches dont chacune des couches est accessible séparément.
Ceci permet de montrer l'eﬀet de la géométrie de la bobine sur la réponse du capteur. Le
nombre de tours par couche est d'environ 600 tours pour une longueur de 25 mm. Le micro-
ﬁl amorphe est long de 30 mm pour un diamètre de 100 µm et est polarisé par un courant
statique de 6 mA correspondant à sa polarisation optimale d'après le tableau 2.3. La première
couche de la bobine est directement enroulée sur la surface du micro-ﬁl.
L'une des conclusions principales du modèle est l'augmentation théorique de l'amplitude
des termes Z12 et Z21 proportionnellement au nombre de tours du bobinage, N . L'intérêt
d'une telle augmentation réside alors dans l'accroissement proportionnel de la sensibilité
intrinsèque , SΩ21 =
∂Z21
∂B
. La ﬁgure 3.7 présente l'évolution de SΩ21 en fonction de la fréquence
d'excitation, fp, pour trois conﬁgurations comportant respectivement un nombre de tours,
N , de 600, 1200 et 1800 tours. Comme attendu, une augmentation proportionnelle de la
sensibilité vis-à-vis de N est constatée sur les courbes théoriques ainsi qu'une augmentation
avec la fréquence d'excitation, fp. Il apparaît que ces courbes sont en bon accord avec les
valeurs expérimentales tant que la fréquence d'excitation n'est pas trop élevée. Au-delà d'un
certain seuil, la sensibilité expérimentale chute rapidement et s'éloigne alors considérablement
des prédictions du modèle. Nous étudierons ce point à la section suivante.
3.3 Prise en compte de la capacité parasite du bobinage
Comme nous venons de le voir, un désaccord notable apparaît entre l'évolution de la
sensibilité intrinsèque du terme Z21 mésurée et celle prédite, en fonction de la fréquence.
Aﬁn d'analyser ce désaccord, la ﬁgure 3.8 montre le comportement mesuré de l'élément Z21
en fonction du champ magnétique axial pour les diﬀérentes couches (ou combinaison de
couches) du bobinage.
Ces mesures, bien qu'eﬀectuées dans le régime de fonctionnement linéaire (sous une am-
plitude d'excitation, Iac, faible), sont obtenues à l'aide du banc de mesure de la section 2.2.4
normalement dédié à l'étude de l'amplitude d'excitation sur l'eﬀet MIG. Celui-ci est ici légè-
rement modiﬁé de telle sorte qu'une détection synchrone, à la fréquence d'excitation, SRS844
remplace l'oscilloscope TDS5032B pour la mesure de l'amplitude de la tension apparaissant
aux bornes de la bobine. Le micro-ﬁl MIG c3 est toujours polarisé par un courant statique,
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Figure 3.7 Évolution de la sensibilité intrinsèque du terme Z21 en fonction de la fréquence
d'excitation, fp, pour diﬀérents nombres de tours du bobinage, N . Les traits pleins sont issus
du modèle théorique considérant un échantillon MIG de type c3 avec des propriétés d'aniso-
tropie telles que Hk = 40A/m et θk = 75°. Les symboles correspondent aux valeurs mesurées
expérimentalement pour un échantillon identique, entouré d'une bobine triple couches dont
chacune des couches est accessible séparément, permettant ainsi de modiﬁer le nombre de
tours suivant le nombre de couches utilisées. Un courant de polarisation statique de 6 mA
est appliqué au micro-ﬁl MIG.
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Tout d'abord, conformément à l'approximation eﬀectuée dans le modèle, il apparaît que
le diamètre du bobinage n'a aucune inﬂuence sur la réponse au champ. En eﬀet, celle-ci est
identique pour les couches interne, externe et intermédiaire.
Comme cela a déjà été observé à propos de la sensibilité, l'augmentation du nombre de
tours (utilisation d'une à trois couches en série) permet d'augmenter la valeur de l'impédance,
dans un rapport relativement proportionnel. Cette proportionnalité n'est cependant plus
valable au-delà d'une certaine fréquence (notamment à 1 MHz), et il apparaît de plus un




, et explique la chute de cette dernière observée à la ﬁgure 3.7.
Ce changement de comportement est notamment visible sur les courbes de la partie ima-
ginaire, qui s'annule alors trois fois au lieu d'une seule lorsque la fréquence augmente. Il est
à noter également que ceci apparaît à des fréquences d'autant plus basses que le nombre de
tours, N , est élevé. Ainsi, cet eﬀet est visible dès 500 kHz lors de l'utilisation de trois couches
en série, ou seulement à partir de 1 MHz pour deux couches en série. Ces eﬀets peuvent être
reliés à des phénomènes de résonance, notamment dus à la présence d'une capacité parasite
propre au bobinage, comme nous allons le voir par la suite.
3.3.1 Modélisation électrique de la capacité parasite
L'expression de la matrice impédance obtenue à la section précédente suppose une bobine
idéale n'intégrant pas les éventuelles imperfections liées à la réalisation d'un bobinage réel.
En eﬀet, lorsque la fréquence d'excitation, fp, augmente, le comportement de la bobine
s'éloigne de celui d'une inductance idéale et il faut alors prendre en compte les eﬀets de
proximité entre les spires, le couplage capacitif entre les diﬀérents tours du bobinage et
celui avec le noyau conducteur (ici la MIG). Il peut apparaître, de plus, un eﬀet de peau
dans le conducteur réalisant le bobinage (pour un conducteur en cuivre, de rayon 22 µm,
tel que typiquement utilisé dans nos travaux, l'eﬀet de peau commence à être ressenti pour
une fréquence de 10 MHz). Le courant circulant dans la bobine n'est alors plus homogène
sur toute la longueur ni sur la section, et ces eﬀets sont responsables des phénomènes de
résonance propre de la bobine.
Le seuil d'apparition de l'eﬀet de peau pourrait être repoussé en utilisant du ﬁl dit de Litz
pour la réalisation du bobinage (ﬁl multibrins). Cependant, cela impose alors un diamètre
de conducteur bobiné plus élevé, peu compatible avec les dispositifs mis en ÷uvre.
Le modèle le plus simple et le plus classique tient compte de la capacité entre les tours
voisins au moyen d'une capacité globale placée en parallèle de l'inductance. Le schéma com-
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Figure 3.8 Parties réelles et parties imaginaires de l'élément Z21 de la matrice impédance
en fonction du champ magnétique axial appliqué, H, suivant le nombre de couches (ou
combinaison de couches) de bobinage considéré. Une couche unique correspond à un nombre
de tours N = 600, deux couches en série à N = 1200 et trois couches en série à N = 1800.
Les diﬀérentes rangées de graphiques illustrent l'évolution de ces courbes en fonction de la
fréquence d'excitation, fp. Le micro-ﬁl MIG, de type c3, est polarisé par un courant statique
de 6 mA.
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les pertes ohmiques. Celle-ci n'est cependant pas prise en compte ici. Un grand nombre
de formules semi-empiriques relativement ﬁables permettent alors de calculer la valeur de
l'inductance et la capacité parasite (ou propre) se trouve généralement à partir de tables.
Dans le cadre qui nous intéresse ici, l'ajout d'une capacité, Cp, en parallèle de la bo-
bine, vient modiﬁer le schéma électrique du quadripôle MIG-bobine et permet d'obtenir un
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(3.5)
d'après les expressions de Z11, Z12, Z21 et Z22 données à l'équation (3.3) et où ωp (ωp = 2pifp)
est la pulsation d'excitation.
Aﬁn de ne pas alourdir la notation, nous confondrons, par la suite, la désignation du
nouveau quadripôle, [Z ′], par l'ancienne désignation, [Z]. L'intégration de la capacité propre
du bobinage étant désormais implicite.
La ﬁgure 3.10 illustre l'eﬀet de l'ajout d'une capacité parasite, Cp, sur l'allure des courbes
d'impédance théorique pour le terme Z21. Ceci permet alors de retrouver le phénomène
de résonance tel que constaté expérimentalement à la ﬁgure 3.8, notamment l'annulation
multiple de la partie imaginaire. Cet eﬀet est plus ou moins prononcé suivant la valeur
attribuée à Cp.















Figure 3.9 Modiﬁcation du quadripôle MIG-bobine, [Z], par la prise en compte de la capa-
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Figure 3.10 Évolution théorique des parties réelle et imaginaire de l'élément Z21 de la
matrice impédance en fonction du champ pour diﬀérentes valeurs de capacité parasite, Cp.
L'élément sensible considéré ici est le même que celui de la ﬁgure 3.8 où les trois couches sont
utilisées en série (N = 1800 tours). Un courant de polarisation statique de 6 mA est appliqué
au micro-ﬁl MIG, la fréquence d'excitation est de 10 MHz et les propriétés d'anisotropie
utilisées sont Hk = 40A/m et θk = 75°.
mum pour une valeur de capacité parasite proche de 300 fF, suggérant une utilisation possible
de celle-ci dans le but d'accroître la sensibilité.
3.3.2 Validation comportementale
Comme nous venons de le voir, il semble que la prise en compte de la capacité parasite
permette de reproduire la résonance observée lors de la mesure. Il convient maintenant de
confronter ces prédictions au comportement d'un élément sensible réel.
La ﬁgure 3.11 reprend les résultats expérimentaux de la ﬁgure 3.8 pour le cas où les trois
couches sont utilisées en série (N = 1800 tours) et les compare avec le résultat du modèle
dans lequel est considérée une capacité parasite, Cp, de 30 pF. Cette valeur de capacité
correspond à la valeur de la capacité de l'étage d'entrée de la détection synchrone utilisée
lors de la mesure. Un très bon accord est alors obtenu entre les prédictions du modèle et les
mesures expérimentales.
La valeur de Cp utilisée ici correspond à une capacité extrinsèque au dispositif (celle
de l'étage d'entrée de l'appareil de mesure) et ne représente donc pas la capacité parasite
propre du dispositif. Lors des mesures de la matrice impédance à l'analyseur de réseau, la
procédure de calibration permet de s'aﬀranchir des capacités parasites liées aux câbles et aux
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Figure 3.11 Prise en compte des eﬀets capacitifs parasites par le modèle. L'élément sensible
considéré ici est le même que celui de la ﬁgure 3.8 où les trois couches sont utilisées en série
(N = 1800 tours). Un courant de polarisation statique de 6 mA est appliqué au micro-ﬁl MIG,
seul l'élément Z21 est présenté ici. Il apparaît un bon accord entre les prédictions théoriques
et les mesures expérimentales sur la dépendance en champ comme sur la prise en compte de
l'évolution en fréquence. La valeur de Cp utilisée dans le modèle est de 30 pF, correspondant
à la valeur de la capacité de l'étage d'entrée de la détection synchrone utilisée en pratique.
Les propriétés d'anisotropie utilisées dans le modèle sont Hk = 40A/m et θk = 75°.
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celle éventuelle du porte-échantillon. L'évaluation de cette dernière peut alors s'eﬀectuer par
comparaison du comportement en fréquence des mesures expérimentales avec les prédictions
du modèle pour diﬀérentes valeurs de capacité, Cp, considérant les autres paramètres comme
connus. Cette détermination a été eﬀectuée pour diﬀérents éléments sensibles, et un accord
satisfaisant entre modèle et expérience est obtenu pour des valeurs de Cp comprises entre
9 pF et 12 pF quel que soit le type de bobines (spires jointives ou non, diamètre de la bobine,
distance vis-à-vis du noyau MIG, . . . ) ou le nombre de tours, N , considérés.
Aﬁn de pouvoir prédire la valeur de la capacité parasite à intégrer dans le modèle direc-
tement à partir des paramètres de réalisation de la bobine, nous avons repris les modèles
proposés par A. Massarini et coll. [100, 101, 102] et E. Sassier et coll. [103]. Ces modèles
utilisent le principe d'une répartition de la capacité parasite entre les diﬀérentes spires. En
eﬀet, la proximité spatiale entre chaque spire voisine (d'une même couche, ou entre deux
couches successives) engendre l'apparition d'une capacité parasite inter-spires, Ctt. Cette
dernière doit intégrer également la capacité parasite entre chaque spire et le noyau de la
bobine si ce dernier est conducteur. La capacité parasite globale, Cp, ramenée en parallèle
de la bobine, est obtenue à partir du réseau des capacités Ctt. Le modèle de A. Massa-
rini et coll., intégrant la capacité parasite entre les spires et le noyau conducteur, propose





































où Dt est le diamètre du bobinage, r est la permittivité diélectrique de l'isolant protégeant
le ﬁl bobiné et qd est le rapport entre le diamètre total du ﬁl bobiné (cuivre plus couche
isolante) et le diamètre de la partie conductrice (cuivre uniquement). La capacité parasite
totale, Cp, est obtenue en remarquant que la somme des capacités tour à tour, Ctt, est
une suite convergente. Ainsi, lorsque le nombre de tours N est supérieur à 10, il advient
Cp ≈ 1, 37Ctt, pour une bobine simple couche avec noyau conducteur, et Cp ≈ 1, 83Ctt pour
une double couches [101].
Le modèle de E. Sassier et coll. [103], considérant un c÷ur non-conducteur, propose










Ces deux modèles, pour une bobine typique de 1, 8 cm de long, composée de 400 tours d'un
diamètre de 100 µm, prédisent des valeurs inférieures à 0, 1 pF (dépendantes de l'épaisseur
de l'isolant entourant chaque spire de cuivre). Cette valeur est donc nettement inférieure à
celle nécessaire à la bonne prise en compte du phénomène par le modèle (autour de la dizaine
de pF).
Il semble alors que la capacité propre du bobinage, de par sa faible valeur, soit masquée
par les diﬀérentes capacités parasites liées au porte-échantillon et aux prises de contact. Ceci
est également conﬁrmé par la faible dépendance expérimentale de Cp vis-à-vis des variations
de propriétés géométriques de la bobine.
En pratique, la valeur mesurée de la capacité du porte échantillon seul est de 2, 5 pF. Elle
s'avère donc insuﬃsante vis-à-vis de la valeur à intégrer dans le modèle. En pratique, nous
considérerons par la suite une capacité globale, intrinsèque au dispositif, Cp, de 10 pF en
parallèle de la bobine.
Nous avons vu à la ﬁgure 3.7, qui illustre l'évolution de la sensibilité du terme Z21 en
fonction de la fréquence d'excitation, un désaccord notable entre la modélisation et le com-
portement expérimental lorsque la fréquence dépasse un certain seuil. Cette ﬁgure est alors
reprise à la ﬁgure 3.12, considérant cette fois une capacité parasite Cp = 10 pF. Nous consta-
tons que le modèle permet dorénavant de reproduire ﬁdèlement le comportement mesuré.
Aux fréquences les plus basses, le modèle intégrant Cp se confond avec le cas où Cp est né-
gligé. Lorsque la fréquence augmente, il apparaît que le modèle complet surpasse celui sans
capacité parasite, illustrant la présence d'un eﬀet de résonance. Ceci est vrai jusqu'à un cer-
tain seuil à partir duquel la sensibilité chute fortement, comme observé expérimentalement.
Ceci fait alors apparaître une fréquence de fonctionnement optimale propre à un échantillon
donné.
Finalement, un aperçu des confrontations théorie-mesure du comportement en champ des
diﬀérents éléments de la matrice impédance est proposé à la ﬁgure 3.13. L'élément sensible
est le même que celui des ﬁgures 3.8 et 3.11 où seule la couche interne est utilisée. Il est
soumis à une fréquence d'excitation, fp, de 10 MHz et à diﬀérents courants de polarisation
statique, Idc. La prise en compte de la capacité parasite dans le modèle permet de retrouver en
théorie l'essentiel des comportements expérimentaux observés. En eﬀet, Cp est responsable
de l'inversion des pics d'impédance visible sur la partie imaginaire de Z11 (son eﬀet sur
<(Z11) est relativement limité) ainsi que sur les parties réelle et imaginaire de Z22. Aﬁn de
s'en rendre compte, le lecteur pourra comparer ces courbes à celles des ﬁgures 3.4 et 3.6.
L'eﬀet de la capacité parasite sur les termes anti-diagonaux, Z21 et Z12, a, quant à lui, été
plus largement discuté précédemment.
























Fréquence d'excitation fp (Hz)
1M 10M
N = 600 tours Mesure
Modèle avec Cp
Modèle sans Cp
N = 1200 tours
N = 1800 tours
Figure 3.12 Évolution de la sensibilité ∂Z21
∂H
maximale en fonction de la fréquence d'exci-
tation fp pour diﬀérents nombres de tours de bobinage, N . L'élément sensible est celui de
la ﬁgure 3.11, à base d'échantillon c3, soumis à un courant de polarisation statique, Idc, de
6 mA. Le bobinage est un bobinage triple couches, d'environ 600 tours/couche, dont chacune
des couches est accessible indépendamment. Les symboles correspondent aux valeurs mesu-
rées expérimentalement. Les traits pleins sont issus du modèle théorique en considérant une
anisotropie telle que Hk = 40A/m θk = 75° et une capacité parasite de 10 pF. Pour mémoire,
les traits en pointillé reprennent les résultats théoriques de la ﬁgure 3.7 lorsque la capacité
parasite n'est pas prise en considération.
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mations réalisées, le modèle proposé semble décrire correctement le comportement en champ
associé à l'élément sensible.
3.4 Conclusion et optimisation de la bobine
Le premier point d'optimisation possible de la bobine concerne son diamètre. En fonction
de ce dernier, il apparaît, ou non, un interstice entre la surface de l'échantillon MIG et la
couche de ﬁl bobiné. Bien que ce point ne soit pas considéré en tant que tel dans le modèle,
il est constaté expérimentalement que le diamètre du bobinage n'a que très peu d'eﬀet sur
la réponse en champ du dispositif. Pour rappel, ceci est illustré en ﬁgure 3.8 qui présente
les variations mesurées du terme Z21 de la matrice impédance pour diﬀérentes couches du
bobinage.
Le second point d'optimisation concerne l'augmentation possible de la sensibilité via l'ac-
croissement du nombre de tours, N , et celui de la fréquence d'excitation, fp, jusqu'à une
certaine limitation introduite par la capacité parasite Cp. Deux cas peuvent alors être consi-
dérés :
1. Dans un premier temps, nous pouvons nous intéresser à l'optimisation de la mise en
÷uvre d'un élément sensible donné et connu (matériau, longueur et nombre de tours
ﬁxés). En tenant compte du fait que l'amplitude d'excitation, Iac, et le courant de
polarisation statique, Idc, sont établis au chapitre 2, le modèle présenté permet alors
de déterminer la fréquence d'excitation optimale, qui dépend du nombre de tours de
la bobine. Ceci a été mis en évidence à la ﬁgure 3.12. À l'inverse, si la fréquence de
travail est limitée à une fréquence inférieure à la fréquence optimale (pour des rai-
sons technologiques par exemple ), un ajustement de la capacité Cp peut être envisagé
aﬁn d'accorder la fréquence de résonance de l'élément sensible à la fréquence de tra-
vail imposée. Cette exploitation du phénomène de résonance, typiquement réalisée en
ajoutant une nouvelle capacité externe en parallèle de la bobine, est par ailleurs déjà
utilisée dans divers travaux [45, 104].
2. Dans un second temps, il convient de s'interroger sur les possibilités d'obtention d'un
bobinage optimal, sans condition préalable sur la réalisation de celui-ci. La ﬁgure 3.14
présente ainsi l'évolution de la sensibilité SΩ21 en fonction de N pour une valeur de
Cp ﬁxée. L'augmentation de N permet initialement d'accroître la sensibilité, jusqu'à
un certain seuil à partir duquel l'eﬀet de la capacité parasite vient alors dégrader les
performances. Au-delà de ce seuil, l'augmentation du nombre de tours devient alors
contre-productive. La ﬁgure 3.15 illustre les problèmes de limitations introduites par
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Figure 3.13 Comparaison entre modèle (traits pleins) et mesure (symboles) des parties
réelle et imaginaire des diﬀérents éléments de la matrice impédance en fonction du champ
magnétique axial appliqué. La fréquence d'excitation est de 10 MHz. Les diﬀérentes courbes
correspondent à diﬀérents courants de polarisation statique induisant le champ circonférentiel
Hϕ. L'élément sensible est le même que celui des ﬁgures 3.8 et 3.11 (à base du micro-
ﬁl MIG c3) en considérant le cas mono-couche interne. Les paramètres d'anisotropie sont
Hk = 40A/m et θk = 75° et la capacité parasite est ﬁxée à 10 pF. L'eﬀet de la polarisation
statique, déjà discuté à la section 3.2.2, est retrouvé ici tout comme l'écart sur la valeur
moyenne de <(Z22). Il apparaît que l'eﬀet lié à la capacité parasite est correctement pris en
compte, sur tous les termes Zij.
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de Cp pour une fréquence d'excitation, fp, de 1 MHz. Il est alors à noter que plus le
nombre de tours, N , est élevé, plus la capacité doit être faible aﬁn de ne pas dégrader
les performances. Pour résumer, une bobine idéale doit être constituée d'un nombre de
tours aussi élevé que possible (augmentant proportionnellement la sensibilité) et mise
en ÷uvre à une fréquence d'excitation relativement haute (généralement favorable à
l'augmentation de la sensibilité de l'eﬀet MIG). L'élément limitant est alors clairement
la valeur de la capacité parasite, Cp, puisqu'elle restreint à la fois l'augmentation du
nombre de tours, N , mais également la montée en fréquence, comme nous pouvons
l'observer en ﬁgure 3.12.
Ici, le modèle développé montre ses limites. En eﬀet, une meilleure compréhension de
l'origine de Cp est nécessaire aﬁn d'établir le lien entre le nombre de tours et la valeur de la
capacité propre. Ce lien suggère un compromis probable entre ces deux paramètres. De plus,
cette étude permettrait d'envisager des solutions de réduction de la valeur de Cp.
Il est à noter également que ce modèle reste perfectible, particulièrement du point de
vue des approximations eﬀectuées lors de l'obtention de la matrice impédance. Pour cela, il
serait nécessaire de considérer un système physique comprenant plusieurs milieux (le noyau
MIG, l'interstice entre la MIG et la bobine puis le bobinage lui-même). Le modèle devra
alors intégrer les phénomènes de propagation des champs électrique et magnétique dans ces
diﬀérents milieux et leurs comportements aux interfaces.
Au-delà de l'amélioration du modèle, nous avons étudié dans ce chapitre uniquement l'aug-
mentation de la sensibilité intrinsèque, SΩ, considérant que l'amplitude du courant d'excita-
tion optimal était régie par les propriétés de l'élément MIG seul. Il serait donc intéressant
de vériﬁer l'eﬀet de l'amplitude d'excitation, Iac, lorsque le quadripôle complet est consi-
déré, ainsi que l'apparition des phénomènes non-linéaires. Parallèlement, il serait pertinent
de développer un modèle simpliﬁé de la sensibilité en tension, Sv, sur les bases des travaux
présentés au chapitre 2, aﬁn de vériﬁer si les conclusions sur l'optimisation du matériau MIG
utilisé seul demeurent valides dans le cas de la conﬁguration quadripôle. Nous rappelons que
cela a été préalablement admis dans cette étude. Dans le cas contraire, cela permettrait de
dégager de nouvelles règles simples d'optimisation de l'élément sensible.
Pour conclure, l'extension du modèle de la MIG au cas du quadripôle MIG-bobine, pré-
senté ici, permet avant tout de comprendre les comportements observés et de remarquer
l'importance de la capacité parasite. Ce modèle permet également d'illustrer l'eﬀet de l'am-
plitude du courant de polarisation statique dans la réponse en champ associée au terme Z21.
Ces observations sont favorablement étayées par des mesures expérimentales.
Par la suite, nous considérerons un élément sensible constitué, toujours pour des raisons
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Figure 3.14 Sensibilité intrinsèque maximale du terme Z21 en fonction du nombre de tours
de bobinage, N , pour trois fréquences d'excitation, fp, diﬀérentes. Un échantillon MIG de
type c3 est considéré ici, d'anisotropie telle que Hk = 40A/m et θk = 75°, soumis à un
courant de polarisation statique Idc = 6 mA. La capacité parasite du bobinage est ﬁxée à
Cp = 10 pF quel que soit N .
à une micro-bobine double couches. Cette dernière est directement enroulée sur le micro-ﬁl
et possède approximativement 500 tours par couche, soit N ≈ 1000. Cet élément est adapté
à une fréquence d'excitation proche du MHz. La longueur totale du dispositif est d'environ
2, 5 cm. Celui-ci sera identiﬁé par la suite comme l'échantillon de référence. Une illustration
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Figure 3.15 Sensibilité intrinsèque maximale du terme Z21 en fonction de la capacité propre,
Cp, pour diﬀérents nombres de tours du bobinage. L'élément sensible modélisé est celui de
la ﬁgure 3.11, à base d'échantillon c3 d'anisotropie telle que Hk = 40A/m, θk = 75°, et
possédant un bobinage triple couches accessibles indépendamment. La fréquence d'excitation




électronique du capteur MIG
Comme nous l'avons vu à la section 1.2.1, le synoptique général d'une chaîne de mesure ba-
sée sur un capteur à MIG se résume à une polarisation du dispositif par un courant alternatif
et un système de démodulation permettant d'obtenir une tension de sortie proportionnelle
aux variations du champ magnétique. Ce synoptique, adapté au cas de la conﬁguration
quadripôle, est donné en ﬁgure 4.1. L'excitation sinusoïdale en courant, de fréquence fp, est
délivrée par un générateur de tension, d'amplitude Vg, au travers d'une résistance d'injection,
Rg, dont la valeur est choisie très grande devant l'impédance de la branche du quadripôle
à exciter. La tension aux bornes du quadripôle est prélevée à l'aide d'un ampliﬁcateur de
tension, présentant une forte impédance d'entrée, et constituant ainsi un étage d'adaptation
entre la sortie du capteur et l'étage de démodulation. Celui-ci est éventuellement suivi d'un
ﬁltre passe-bande centré sur la fréquence d'excitation, fp. Les sélecteurs si et so permettent
de sélectionner la mise en ÷uvre du quadripôle faisant intervenir les diﬀérents éléments de
la matrice impédance. Ceci permettra de vériﬁer l'apport de telle ou telle conﬁguration.
Les gains intervenant dans le chaîne de mesure sont listés ci-dessous :
Gbuffer, Gfiltre sont le gain et l'atténuation, respectivement, de l'étage d'adaptation et du
ﬁltre passe-bande, dans leur bande passante respective ;
kb, kα, kθ, ken sont les facteurs de démodulation de l'étage de détection au regard, respecti-
vement, du signal modulant, du bruit d'amplitude, du bruit de phase et du bruit
blanc large bande présent sur le signal, ve(t), à l'entrée du détecteur. Ces quatre
coeﬃcients dépendent du type de démodulation utilisé et de la forme d'onde du
signal à démoduler, comme nous le verrons à la section 4.1.4.
En pratique, il est possible de ﬁxer un courant de polarisation statique circulant au travers
du micro-ﬁl MIG ainsi que le point de fonctionnement en champ, Bp = µ0Hp (ajusté à l'aide
d'un aimant permanent).
L'élément sensible, considéré dans ce chapitre, est celui de référence décrit à la ﬁn du
































Figure 4.1 Synoptique de la chaîne de mesure.
Un certain nombre de choix doit encore être fait vis-à-vis de la mise en ÷uvre pratique du
magnétomètre. Ceux-ci concernent aussi bien le courant d'excitation, iac, (forme, amplitude
et fréquence), la mise en ÷uvre du quadripôle (sélecteurs so et si), le point de fonctionne-
ment en champ statique ou encore la méthode de démodulation. Tous ces paramètres sont
intrinsèquement liés et ne peuvent être choisis indépendamment. Aussi, le but de ce chapitre
est d'établir une modélisation électrique de la chaîne de mesure en s'intéressant à la réponse
au signal et au bruit. Cette analyse permet de déduire les conditions optimales de mise en
÷uvre, de prédire les performances et d'identiﬁer les limitations actuelles du système.
4.1 Modélisation de la chaîne de mesure
Comme illustré en ﬁgure 4.1, il est possible de mettre en ÷uvre l'élément sensible (quadri-
pôle) dans quatre conﬁgurations diﬀérentes. Nous identiﬁons chacune de ces conﬁgurations
par une lettre X (X = A, B, C ou D) telle que : A signiﬁe une excitation au travers du
micro-ﬁl MIG avec une prise de tension à ses bornes (terme Z11), B signiﬁe une excitation
identique mais une détection aux bornes de la bobine (terme Z21), C est l'exact contraire
de B (terme Z12) tandis que D signiﬁe une excitation et une détection par la bobine (terme
Z22).
Quelle que soit la conﬁguration choisie, l'utilisation d'un quadripôle générique, Q, permet
de modéliser ces quatre conﬁgurations. Ce quadripôle générique est déﬁni par une matrice
impédance complexe (reliant les grandeurs i1, i2, v1 et v2 du schéma 4.1) telle que :
[Q(ωp, B)] =
[
Q11(ωp, B) Q12(ωp, B)




où ωp est la pulsation d'excitation et B le champ magnétique. Les valeurs des diﬀérents
éléments sont résumées dans le tableau 4.1 en fonction des quatre mises en ÷uvre possibles
(A, B, C ou D).
De façon analogue au cas de la mise en ÷uvre d'un ﬁlm MIG seul (sans bobine), il est
possible de linéariser le système (pour des petites variations de champ b(t)) autour d'un
point de fonctionnement en champ statique, Bp, tel que :






= Qijp(ωp) + qij(ωp).b(t) (4.3)





sont rappelées au tableau 4.1.
Le but de cette section est de détailler l'expression de la tension de sortie de la chaîne de
mesure, incluant le signal et les sources de bruit, quelle que soit la conﬁguration considérée.
Nous détaillerons ainsi les sources de bruit équivalentes à des champs magnétiques, les sources
de bruit présentes autour de la porteuse qui seront démodulées, ainsi que les sources de bruit
large bande qui s'ajoutent après démodulation.
4.1.1 Bruit d'origine magnétique
Le champ magnétique petit signal à mesurer, b(t), intervenant dans les équations précé-
dentes, est en fait la somme du signal à mesurer et du bruit, bbr(t), vu comme une source
d'origine magnétique. Diﬀérentes contributions à celui-ci peuvent être distinguées, telles que :
bbr(t) = bbr−ext(t) + bbr−MIG(t) + gX idet(t). (4.4)
Le premier terme, bbr−ext(t), est le bruit magnétique ambiant. Le second, bbr−MIG(t), repré-
sente le bruit magnétique intrinsèque de l'élément MIG, lié aux ﬂuctuations thermiques de
la direction de l'aimantation. Ceci a été discuté à la section 1.3.3. Le dernier terme, gX idet(t),
traduit les ﬂuctuations de champ magnétique induites par le courant de bruit à basse fré-
quence, idet(t), de l'électronique de conditionnement. Le terme gX représente le coeﬃcient
de proportionnalité [5]. L'indice X diﬀérencie les cas où la détection se fait aux bornes de la
bobine (X = B ou D) des cas où la détection se fait aux bornes du micro-ﬁl (X = A ou C).
Lors de la caractérisation du capteur, l'utilisation d'un blindage magnétique permet de
s'aﬀranchir de bbr−ext. De plus, comme nous l'avons vu à la section 1.3.3, le bruit magnétique
































































Tableau 4.1 Expressions des termes du quadripôle générique, [Q], à un point de fonction-
nement en champ statique, Bp, en fonction des termes de la matrice impédance MIG-bobine
pour les quatre modes de fonctionnement.
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L'évaluation de gX , dans le cas où le courant de bruit à basse fréquence, idet, circule dans
le micro-ﬁl, n'est pas évidente [5]. À l'inverse, elle est beaucoup plus aisée si ce courant
circule dans la bobine. Deux mesures des variations d'impédance MIG en fonction du champ
extérieur ont ainsi été eﬀectuées pour lesquelles un courant statique respectif de +1.5 mA et
−1.5 mA circulait dans la micro-bobine de capture. Le décalage en champ, sur les courbes
obtenues, permet alors l'évaluation du transfert à basse fréquence, gB,D, de la micro-bobine de




dans le cas de l'échantillon de référence. En comparant les deux courbes MIG de la ﬁgure 4.2,
il apparaît une inversion de la dissymétrie entre les deux pics d'impédance maximale de
chacune des courbes. Ce phénomène peut être induit par l'inhomogénéité du champ créé par
la bobine sur le ﬁl MIG.
Les sources de bruit présentées dans cette section étant d'origine magnétique, leurs contri-
butions en sortie dépendent donc de la sensibilité. Dans le cas où elles sont les sources de bruit
dominantes, il est alors inutile d'augmenter la sensibilité car cela n'entraînera pas d'amélio-
ration du rapport signal à bruit. Dans le cas d'une optimisation de la chaîne de mesure, il est
important de rappeler que le bruit ultime doit être limité par le bruit intrinsèque, bbr−MIG.









Expression du signal utile associé aux sources de bruit de phase et d'amplitude
(bruits en bande étroite)
Le générateur fournissant la tension d'excitation sinusoïdale, vg, à la pulsation ωp n'est pas
parfait. Cette tension laisse alors apparaître des ﬂuctuations aléatoires ainsi qu'une éventuelle
distorsion (génération d'harmoniques). L'expression du signal en sortie du générateur s'écrit,
en fonction de l'amplitude, Vgm , et de la phase, ϕgm , des diﬀérents harmoniques m, ainsi









Induction magnétique appliquée (µT)
−200 −100 0 100 200
fp=1 MHz
Ibob-DC = 1,5 mA
Ibob-DC = -1,5 mA
140 µT
Figure 4.2 Évaluation du transfert en champ à basse fréquence de la bobine de capture par
mesure du décalage des courbes d'impédance MIG en fonction du courant statique circulant
dans la micro-bobine. Ces mesures ont été eﬀectuées sur l'échantillon de référence.
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Vgm (1 + αg(t) + mθg(t)) e
(mωpt+ϕgm ) (4.6)
pour αg(t)  1 et θg(t)  1 rad [105] et M étant le rang du dernier harmonique considéré.
Les ﬂuctuations d'amplitude et de phase sont caractérisées par leur densité spectrale de
puissance respective, α2ng(f) et θ
2
ng(f), supposées non-corrélées en première approximation.
En considérant un fonctionnement de l'élément MIG dans son régime linéaire et une prise









Pour alléger la suite des calculs, nous considérons le transfert complexe T (ωp, B) tel que :





où T (mωp, B) et θT (mωp, B) représentent le module et la phase de T (ωp, B) respectivement.
La linéarisation de T autour d'un point de fonctionnement en champ statique, Bp, permet
d'écrire :








































les variations du module et de la phase de T (mωp, B), en fonction des variations de B. Il est
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représente la sensibilité aux variations de champ du signal en sortie de quadripôle.


























Expression associée aux sources de bruit large bande
La première source de bruit large bande à considérer est celle issue du générateur, eg(t).






Ensuite, il faut également tenir compte du bruit large bande, eQ(t), lié aux ﬂuctuations
thermiques du quadripôle. Il existe alors physiquement deux sources de bruit :
e2nMIG(f) = 4kBTemp<(Z11(ω,Bp)) (4.14)
e2nBOB(f) = 4kBTemp<(Z22(ω,Bp)) (4.15)
qui représentent respectivement les ﬂuctuations de la puissance active de la MIG et de la
bobine. La source de bruit, eQ(t), exprime la tension totale de bruit en sortie du quadripôle
générique, pour les quatre conﬁgurations (A, B, C ou D). Ses expressions, en fonction de












Cas e11 e22 eQ












∗ eBOB + eMIG
D 0 eBOB eBOB
Tableau 4.2 Sources de bruit équivalentes en tension, apparaissant en sortie du capteur,
induites par les ﬂuctuations thermiques du quadripôle Q. Les sources de bruit eMIG et eBOB
dépendent des parties résistives du quadripôle.
Expression du signal vx
Finalement, l'expression complète de la tension en sortie de capteur, vx(t), est obtenue en



































Expression du signal utile associé aux sources de bruit de phase et d'amplitude
L'ampliﬁcation de l'étage d'adaptation,Gbuffer(ω), suivie de l'atténuation du ﬁltre,Gfiltre(ω),
constituent un gain équivalent, K(ω), situé entre la sortie du quadripôle et l'entrée du détec-
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teur. Celui-ci est considéré idéal, de gain K dans sa bande passante et 0 en dehors. L'indice
M (donnant le rang de l'harmonique non négligeable le plus élevé) dépend directement de
la largeur de la bande passante de K(ω). En négligeant pour le moment les termes de bruit




























Expression associée aux sources de bruit large bande
La source de bruit large bande présente en sortie de capteur (expression (4.16) de vx(t))
est vue en entrée du détecteur au travers du gain K(ω). Il convient d'y ajouter une éventuelle
source de bruit, ef (t), apportée par l'électronique constituant l'étage d'adaptation et le ﬁltre.








(t) + ef (t) (4.18)
L'expression complète de la tension en entrée de démodulation est donnée en ajoutant
eLB(t) à l'expression (4.17) de ve(t).
4.1.4 Comportement de l'étage de détection
Parmi les démodulateurs haute fréquence analogiques, il est possible de distinguer [76]
les détecteurs d'amplitude, les détecteurs d'enveloppe, les détecteurs quadratiques, ou les
détecteurs synchrones. De manière générale, leurs comportements peuvent tous se décrire
par une même fonction mathématique. Celle-ci se résume par le produit du signal entrant
(ici ve(t)) avec un signal externe, vA(t), de même pulsation, et est suivie d'un ﬁltre passe-
bas. L'expression donnée à vA(t) permet alors de distinguer les diﬀérents types de détecteurs.
Les principaux exemples sont illustrés en ﬁgure 4.3. Considérant vA(t) comme la somme de



















Figure 4.3 Présentation des diﬀérents types de détecteurs. Le cas (a) regroupe tous les
détecteurs de type synchrone. Les détecteurs quadratiques correspondent au cas (b). Ils
peuvent s'assimiler au cas précédent en imposant vA(t) = ve(t). Les détecteurs d'enveloppe
et d'amplitude sont illustrés par le cas (c), où le signal ve(t) est découpé suivant les intervalles






















où VAm est l'amplitude de chaque harmonique, m. Les termes θA(t) et αA(t) représentent les
ﬂuctuations de phase et d'amplitude associées au générateur délivrant vA(t).
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Expression du signal utile associé aux sources de bruit de phase et d'amplitude
Considérant que vs(t), en sortie de démodulation, est le résultat du ﬁltrage passe-bas du


























Expression des sources de bruit large bande
Dans le cas de l'utilisation d'un ﬁltre passe-bande en entrée du démodulateur, le bruit large
bande, eLB(t), peut être considéré comme un bruit en bande étroite (∆ω  ωp) apparaissant
autour de la pulsation centrale du ﬁltre passe-bande (ici ωp). Il se décompose alors en la
somme de deux termes, en phase et en quadrature, tels que eLB(t) = eLBc(t) cos(ωpt) −
eLBs(t) sin(ωpt) avec e2nLBc(f) = e
2
nLBs
(f) = 2e2nLB(f) [106]. En l'absence de ﬁltre passe-
bande, il est tout de même possible de considérer que eLB(t) se comporte comme un bruit
en bande étroite présent autour de chacun des harmoniques. Cette hypothèse est réaliste
lorsque la pulsation de coupure du ﬁltrage passe-bas en sortie de démodulation est inférieure











Expression du signal en sortie de chaîne de mesure





























VAm [eLBc(t) cos(φm) + eLBs(t) sin(φm)] + eBF (t)
où eBF (t) est la source de bruit blanc basse fréquence induite par le détecteur. Elle s'ajoute
en sortie de démodulation.
Détermination des coeﬃcients de démodulation pour les diﬀérents types de
démodulateur
Aﬁn de poursuivre l'analyse, nous pouvons distinguer diﬀérents cas pratiques :
1. Le détecteur synchrone où vA(t), d'amplitude VA, est un signal purement sinusoïdal issu
du même oscillateur que vg(t). Dans ce cas, les ﬂuctuations de bruit sont identiques, soit
αA(t) = αg(t) et θA(t) = θg(t). De plus, ∀m 6= {−1, 1}, VAm = 0, VA1 = VA−1 = VA/2
et φ1 = φ−1 = φ.
2. Le détecteur synchrone où vA(t) et vg(t) sont produits par deux oscillateurs distincts
mais de technologie identique. vA(t) est un signal purement sinusoïdal d'amplitude VA.
Dans ce cas, les ﬂuctuations sont non-corrélées mais de densités spectrales comparables,





(f) = α2ng(f). De plus, ∀m 6= {−1, 1}, VAm = 0, VA1 =
VA−1 = VA/2 et φ1 = φ−1 = φ.
3. Le détecteur synchrone où vA(t) est un signal de type pulsé prenant deux états (vA(t) =
0 ou 1). Son temps à l'état haut est très petit devant la période du signal et il est
synchronisé avec le maximum de vg(t). Dans ce cas, φm = φ−m, αA(t) = 0 et θ2nA = θ
2
ng .
De plus, VA0 = 0 et ∀m 6= 0, VAm = 1/2. Si la distorsion de vg(t) n'est pas trop
importante, le niveau haut apparaît simultanément avec le maximum du fondamental,
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soit φ1 ≈ ϕg1 . Nous considérons également que φm ≈ ϕgm .









et φm = ϕgm + θTp(mωp).
5. Le détecteur crête, assimilable au cas 3 en considérant αA(t) = 0 et θA(t) = θg(t).
De plus, le niveau haut apparaît simultanément avec le maximum de vx(t), soit φ1 =
ϕg1 + θTp(ωp). Nous considérons également φm = ϕgm + θTp(mωp).
6. Le détecteur d'enveloppe, assimilable au cas 5 en considérant vA(t) comme un signal
carré d'amplitude VA = 1. Ainsi, VAm =
VA
pim
pour m impaire et VAm = 0 sinon.
En s'intéressant à la densité spectrale de puissance du signal de sortie vs, il est possible de
distinguer quatre coeﬃcients, kb, kα, kθ et ken, traduisant, au facteur de gain, K, près, le
comportement du démodulateur vis-à-vis du signal à démoduler, b(t), du bruit d'amplitude,
αg(t), du bruit de phase, θg(t), et du bruit en bande étroite, eLB(t). Le calcul ayant été
eﬀectué par ailleurs [76], le tableau 4.3 récapitule l'évaluation de ces coeﬃcients en fonction
des types de détecteurs présentés.
4.1.5 Expression générale du bruit en sortie de chaîne de mesure
A partir de ce qui a été exposé, il est possible d'établir l'expression générale de la densité
spectrale du bruit total, entotal(f), apparaissant en sortie de chaîne de conditionnement. Elle
intègre ainsi les diﬀérentes sources de bruit présentes dans la chaîne de mesure, et ce, pour

















Nous rappelons ici que la sensibilité en champ, exprimée en V/T, représente les variations
du signal de sortie, après démodulation, par rapport aux variations de champ à détecter. Il
apparaît alors que cette sensibilité est donnée par le coeﬃcient kbK représentant le gain de
la chaîne vis-à-vis du signal utile. Dans ce cas, le bruit équivalent en champ, b2n, en T
2/Hz,





















Le détail de ces expressions sera donné par la suite (aux sections 4.2.1 et 5.1.1) pour les



























































































































































































































































































































































































































Aﬁn d'illustrer le tableau 4.3, la ﬁgure 4.4 propose une application numérique de l'évalua-
tion du rapport des coeﬃcients de démodulation. Seuls les détecteurs de type 1 et 2 possèdent
des termes kθ/kb et ken/kb qui dépendent de la phase du signal démodulant, φ. Celle-ci est
ﬁxée par l'utilisateur. La ﬁgure 4.4 présente le cas où φ = 0 et permet une comparaison
générale des résultats.
Dans les oscillateurs, le bruit de phase est généralement largement dominant [107]. De
ce fait, un type de démodulation permettant de s'aﬀranchir de cette source de bruit sera
préférentiellement retenu. Ce choix met alors en avant les démodulateurs de type 1, 4, 5 et
6.
Sur la ﬁgure 4.4, il apparaît que le rapport kα/kb est à peu près semblable pour tous les
types de détecteurs. Le rapport ken/kb, quant à lui, avantage clairement les détecteurs de
type quadratique (n°4). Cependant, lors de leur réalisation, il n'est pas évident de mettre
en ÷uvre un étage multiplieur sans ajouter de bruit supplémentaire. Ce dernier risque alors
de dégrader notablement les performances de la chaîne de détection (cette remarque est
également valable pour les détecteurs de type 1, 2 et 3). Une autre réalisation possible
consiste à utiliser une diode en détection quadratique. Mais cette fois encore, il n'est pas aisé
de la polariser correctement dans une zone optimale de fonctionnement.
Finalement, un bon compromis vis-à-vis des performances, de la facilité de mise en ÷uvre
et du coût, consiste à utiliser les détecteurs de crête à diode de type 5. C'est donc ce type
de solution qui a été privilégié.
4.1.6 Cas d'un fonctionnement MIG non-linéaire
L'équation (4.7) donnant l'expression du signal, vx(t), en sortie de capteur suppose un
régime de fonctionnement linéaire de l'élément MIG. Dans ce cas, les éventuels harmoniques
sont uniquement dus à la forme du signal d'excitation, c'est-à-dire aux termes Vgm . Dans le
cas où la distorsion présente sur vx(t) est liée aux comportements non-linéaires de la MIG,
il convient de revoir cette expression. Pour simpliﬁer la suite, nous considérons le cas où
l'excitation du quadripôle se fait en courant, c'est-à-dire pour Q11(ωp, B)  Rg, et que [Q]
est réécrit autour d'un point de fonctionnement en champ Bp. La tension vx(t) peut alors










où N , Q21,s et q21,s représentent respectivement le degré de non-linéarité, l'amplitude et la































1 2 3 4 5 6
Figure 4.4 Gain permettant de déterminer le niveau de bruit équivalent en champ des
diﬀérentes sources de bruit (bruit d'amplitude, kα/kb, bruit de phase, kθ/kb, et bruit en
bande étroite, ken/kb) pour les diﬀérents types de démodulateurs présentés. L'évaluation
numérique reprend les expressions du tableau 4.3 en utilisant les paramètres suivants : M =
1, VA = 1, Vg = 1 et φ = 0 ainsi que des paramètres relatifs à l'élément sensible tels
que <[Tp(ωp)] = =[Tp(ωp)] = 3 Ω, ∂∂B<[Tp(ωp)] = ∂∂B=[Tp(ωp)] = 140 kΩ/T, ∆Tp(ωp) =
170 kΩ/T et ∆θT (ωp) = 0 proches des caractéristiques du capteur de référence à la fréquence
d'excitation fp = 300 kHz.
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toujours donné par l'équation (4.6).
A titre d'exemple, le développement de l'expression de vx(t) pour un courant d'excitation











































[Q21,2 (1 + 2αg(t)) + q21,2b(t)] .
D'après le modèle de la MIG non-linéaire [79], la sensibilité en champ aux harmoniques




































Q21,2 (1 + 2αg(t)) .
Il apparaît alors que le niveau de bruit est diﬀérent sur chaque harmonique et que son
amplitude dépend également de la distorsion présente. Par conséquent, l'expression (4.17) de
la tension ve(t), qui considère le bruit d'amplitude comme étant un bruit constant sur chacun
des harmoniques, n'est plus utilisable. Deux cas peuvent alors être considérés. Tout d'abord,
pour les détecteurs de type 1 et 2 qui ne sont sensibles qu'au fondamental du signal, les
coeﬃcients de démodulation donnés au tableau 4.3 restent valables à condition de considérer

















αg(t) pour des distorsion d'ordre 3. Ensuite, pour les autres types
de détecteurs (cas 3 à 6) sensibles à tous les harmoniques du signal, les expressions des
coeﬃcients kα et kθ doivent être reconsidérées. Dans ce cas, il apparaît tout de même que
la présence de distorsion dégrade systématiquement le rapport signal à bruit en sortie de
démodulation. En eﬀet, les harmoniques ne sont pas porteurs d'information utile, en raison de
leur faible sensibilité en champ, tandis qu'ils intègrent un terme de bruit. Ce point a été vériﬁé
expérimentalement. En conséquence, un ﬁltre passe-bande, centré autour de la fréquence du
fondamental, est utilisé en entrée du détecteur. Avec un tel ﬁltre, la démodulation se fait
uniquement sur le fondamental du signal et les coeﬃcients kα et kθ demeurent valables pour
tous les types de détecteurs à condition de considérer un bruit d'amplitude équivalent comme
dans le cas des détecteurs 1 et 2.
4.2 Validation du modèle de bruit
La précédente sous-section a montré l'utilité d'un détecteur permettant de s'aﬀranchir du
bruit de phase et la nécessité d'un ﬁltre passe-bande en entrée de celui-ci. Avant de continuer
l'exploitation de ce modèle, il convient tout d'abord d'évaluer expérimentalement sa validité.
4.2.1 Description du montage et modèle de bruit associé
Nous considérons ici une mise en ÷uvre fonctionnant à une fréquence d'excitation fp =
300 kHz. Le but n'est pas d'obtenir les meilleurs performances, mais principalement de valider
le modèle en le confrontant à l'expérience. L'objectif est également de vériﬁer l'intérêt du
quadripôle MIG-bobine, par rapport au micro-ﬁl seul, vis-à-vis des performances en bruit.
Dans cette mise en ÷uvre, l'étage d'adaptation est constitué d'un pré-ampliﬁcateur Eg&G-
5113. Son gain est choisi très élevé, autour de 1000, aﬁn de négliger les sources de bruit
apparaissant en aval. Un second générateur (de même fréquence fp) est connecté à l'entrée
inverseuse du pré-ampliﬁcateur aﬁn de réduire l'amplitude de la porteuse en sortie. Cette
compensation de la porteuse permet l'utilisation d'un gain très élevé sans risque de saturer
la sortie du pré-ampliﬁcateur. La démodulation s'eﬀectue à l'aide d'une détection synchrone
SR844. Un ﬁltre passe-bas est intégré au pré-ampliﬁcateur. Le schéma du montage est donné
en ﬁgure 4.5.




































Figure 4.5 Schéma de la chaîne de mesure utilisée pour valider le modèle de bruit.
Description des sources de bruit à considérer
Il s'agit ici de détailler les sources de bruit αn, θn, enLB et enBF présentes dans la chaîne de
mesure dans le cas particulier de la ﬁgure 4.5. Le gain élevé du pré-ampliﬁcateur (Gbuffer =
1000) permet de négliger les sources de bruit basse fréquence, enBF , après démodulation ainsi
que toutes les sources de bruit en aval du buﬀer. De même, nous considérons dans un premier
temps que le bruit magnétique intrinsèque de l'élément MIG est négligeable. Enﬁn, nous nous
intéressons uniquement au bruit blanc dans une bande de fréquence ∆f ≈ ±1 a` 10 kHz autour
de la porteuse, fp. Finalement, les densités spectrales des sources de bruits à considérer sont :
en1, en2 associées aux deux générateurs, délivrant respectivement les signaux d'excitation
et de la compensation de la porteuse. Ces deux sources regroupent les sources de
bruit d'amplitude et de phase αng1, αng2, θng1 et θng2.
enRg associée aux bruits thermiques des résistances Rg et Rbias en parallèle (Rbias est la
résistance permettant de ﬁxer le courant de polarisation statique circulant dans
l'élément MIG, non-représentée sur le schéma 4.5).
enQ associée au bruit thermique du quadripôle Q. Elle est liée à la valeur de la partie
résistive de l'impédance de sortie de Q.
enbuff associée au bruit de tension du modèle en−in de l'ampliﬁcateur d'instrumentation
constituant l'étage d'adaptation.
inbuff associée au bruit de courant de ce même modèle en − in.
enR1k associée au bruit thermique de la résistance de 1 kΩ placée sur l'entrée inverseuse
du préampliﬁcateur.
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Bruit de l'oscillateur délivrant le courant d'excitation En pratique, le bruit d'un oscil-
lateur est généralement caractérisé par sa densité spectrale de bruit en bande latérale unique
exprimée en dBc/Hz [107]. Elle représente la puissance de bruit à ∆f , autour de la porteuse
fp, dans une bande passante de 1 Hz et s'exprime en décibel sous la porteuse par :
10 log
(




Cette densité spectrale de bruit inclut généralement à la fois les bruits de phase et d'am-
plitude.
Le bruit du générateur utilisé ici (HP33120A) est de 148 dBc/Hz [108]. Une comparaison
entre le niveau de bruit attendu et celui mesuré est donnée sur la ﬁgure 4.6 pour fp = 500 kHz.
Le niveau de bruit à basse fréquence est mesuré avec un analyseur de spectre (HP3562A)
après ﬁltrage de la porteuse. Le niveau de bruit autour de la porteuse, quant à lui, est mesuré
à l'aide d'un second analyseur de spectre (HP4396B). Les valeurs mesurées correspondent
bien aux spéciﬁcations du constructeur.
Il est à noter que l'amplitude du second générateur, servant à compenser la porteuse,
peut s'exprimer en fonction de l'amplitude du générateur d'excitation et des éléments du
montage. En eﬀet, les amplitudes des deux signaux présents respectivement sur les entrées
inverseuse et non-inverseuse de l'ampliﬁcateur d'instrumentation doivent être comparables
aﬁn de compenser convenablement la porteuse. La source de bruit, eng , regroupant les bruits













+ 4kBTemp (Rg ‖ Rbias) (4.32)
Quadripôle La tension de bruit, enQ , liée à la partie résistive du quadripôle est donnée au
tableau 4.2 pour chacune des mises en ÷uvre 1 X .
Étage d'adaptation L'étage d'adaptation est constitué d'un ampliﬁcateur d'instrumenta-
tion EG&G-5113 dont les sources de bruit sont représentées par le modèle (en− in), considé-














ramenées en entrée [109]. L'utilisation d'un fort gain (Gbuffer = 1000) permet de négliger la
source de bruit de sortie de l'ampliﬁcateur.

















10 100 1k 10k 100k
Vg = 1 Vp :
à basse-fréquence
autour de la porteuse
√2×1/10151/20
Vg = 10 Vp :
à basse-fréquence
autour de la porteuse
√2×10/10151/20
Figure 4.6 Densités spectrales de bruit en tension à basse fréquence et autour de la porteuse
en sortie des générateurs d'excitation. Aﬁn de faciliter la lecture, le niveau de bruit autour
de la porteuse est ramené à basse fréquence. La fréquence de travail, fp, est de 500 kHz et
deux amplitudes diﬀérentes, Vg = 1 ou 10 Vp, sont considérées. La valeur théorique attendue
fait intervenir une dynamique de 151 dBc/Hz, la diﬀérence de 3 dB par rapport à la docu-
mentation [108] est due à l'utilisation d'une valeur eﬃcace pour le bruit et d'une valeur pic
pour l'amplitude de la porteuse. Le terme
√
2 est lié à la présence de deux générateurs en
opposition de phase lors de la mesure. La fréquence de coupure à 10 kHz apparaissant sur
les spectres basses fréquences est due au ﬁltre passe-bas utilisé pour atténuer la porteuse
(cet eﬀet est moins visible sur la courbe Vg = 1 Vp car celle-ci est limitée par le bruit de
l'analyseur de spectre).
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La source de bruit, enbuff , et celle associée à la résistance, R1k, sont vues comme des sources
de tension de bruit directement en entrée de l'étage d'adaptation. La source de courant de
bruit, inbuff , quant à elle, est vue comme une source de tension de bruit en entrée de l'étage
d'adaptation au travers de l'impédance statique de la bobine de détection et de la résistance














Il convient de rappeler ici que le courant de bruit, inbuff , circule dans le quadripôle. Sa
composante basse fréquence n'étant pas ﬁltrée, elle induit un bruit équivalent en champ
magnétique qui est alors détecté par le capteur. Ceci a été exposé à la section 4.1.1 et est
pris en compte par le gX indet apparaissant dans l'expression des sources de bruit magnétique.
Néanmoins, cette contribution sera négligée ici de par la valeur très faible de inbuff (en eﬀet,
gBinbuff ≈ 1 fT
√
Hz).
Synthèse du modèle de bruit
En reprenant les éléments ci-dessus et d'après l'équation (4.22), le bruit blanc présent à
une fréquence ∆f autour de la porteuse fp, s'exprime, en entrée du détecteur synchrone,
par :


















+ e2nf . (4.35)
A partir des équations (4.32) et (4.33), et en détaillant cette expression pour les quatre
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mises en ÷uvre possibles, il advient après simpliﬁcation :
e2nLBA(fp ±∆f) ≈ G2buffer
{ |Z11(ωp, Bp)|2

















e2nLBB(fp ±∆f) ≈ G2buffer
{ |Z21(ωp, Bp)|2








|Z22(fp, Bp)| − |Z21(ωp, Bp)| |Z12(ωp, Bp)|













e2nLBC (fp ±∆f) ≈ G2buffer
{ |Z12(ωp, Bp)|2








|Z11(fp, Bp)| − |Z21(ωp, Bp)| |Z12(ωp, Bp)|













e2nLBD (fp ±∆f) ≈ G2buffer
{ |Z22(ωp, Bp)|2

















La détection synchrone utilisée se comporte comme un détecteur de type 2 (tableau 4.3).
En eﬀet, bien que le signal multipliant, vA(t), soit de type carré, la présence d'un ﬁltre
passe-bas en entrée du détecteur permet de ne considérer que la composante fondamentale
du signal. L'amplitude du signal VA permet d'ajuster le gain de démodulation. La considé-
ration VA = 2 permet alors d'obtenir un gain unitaire. De plus, la phase φ du signal vA est
synchrone avec le signal à démoduler vx, de telle sorte que seules les variations d'amplitude
sont détectées, soit φ = ϕg + θTp(ωp). Ainsi :
kb = Vg∆T (4.37)
≈ Vg |Q21(ωp, Bp)|








La sensibilité pour chacune des quatre mises en ÷uvre est ainsi donnée par :
TA(fp) ≈ Vg |SΩ11(ωp)|Rg
(|Z11(ωp, Bp)|+Rg)2
, (4.39a)






≈ Vg |SΩ21(ωp)||Z11(ωp, Bp)|+Rg , (4.39b)






≈ Vg |SΩ12(ωp)||Z22(ωp, Bp)|+Rg , (4.39c)
TD(fp) ≈ Vg |SΩ22(ωp)|Rg
(|Z22(ωp, Bp)|+Rg)2
. (4.39d)
Le bruit blanc en entrée de détection synchrone, enLBX , est ramené en basse fréquence au




Les éléments, Zij, de la matrice impédance de l'élément sensible, intervenant dans ces
équations, ont été mesurés à l'analyseur de réseaux vectoriels. Les résultats sont présentés
en ﬁgure 4.7. Ces données expérimentales serviront à l'exploitation du modèle.
Finalement, le niveau de bruit équivalent en champ, en T/
√
Hz, donné par l'équation (4.26),







A l'aide du modèle, nous avons étudié l'évolution du bruit pour chaque conﬁguration en
fonction de l'amplitude du courant d'excitation circulant dans l'élément sensible, celle-ci
étant déﬁnie par la résistance d'injection, Rg, et l'amplitude du générateur, Vg. Le point de
fonctionnement en champ, Bp, qui déﬁnit la valeur de l'impédance statique, Zij(ωp, BP ), est
ﬁxé à mi-hauteur de l'impédance maximum, là où la sensibilité, SΩij(ωp), est maximale. Ceci
est illustré sur la ﬁgure 4.7.
La ﬁgure 4.8 illustre toutes les contributions en bruit sur le signal de sortie pour les










































































































Induction magnétique appliquée (mT) Induction magnétique appliquée (mT)
Figure 4.7 Partie réelle, partie imaginaire et module des termes Zij de la matrice impédance
en fonction de l'induction magnétique appliquée pour trois courants de polarisation statique.
Les résultats ont été obtenus pour une fréquence d'excitation, fp, de 300 kHz. La sensibilité
































10 100 1k 10k 100k
Figure 4.8 Densités spectrales totales de tension de bruit (a), en zone de bruit blanc,
ramenées en sortie de capteur, à ∆f = ±10 kHz de la porteuse, fp, pour chaque mise en
÷uvre, X . Les courbes (b) à (g) représentent les diﬀérentes contributions en bruit telles que
déterminées aux équations (4.36a) à (4.36d). Ceci permet alors de distinguer celles provenant
de la résistance de 1 kΩ, (b), du courant de bruit du pré-ampliﬁcateur, (c), de la tension de
bruit du pré-ampliﬁcateur, (d), des générateurs, (e), de la résistance d'injection Rg, (f), et
du quadripôle, (g). Ces niveaux de bruit sont évalués en fonction de la résistance d'injection,
Rg, pour une amplitude d'excitation, Vg, de 1Vp.
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alors aisé d'identiﬁer les sources de bruit dominantes dans chacun des cas. Il apparaît que le
bruit est dominé par celui des générateurs dans le cas d'une forte excitation (Rg < 300 Ω pour
enLBB) et par celui de l'étage de détection pour une d'excitation plus faible (il s'agit ici d'une
combinaison du bruit du pré-ampliﬁcateur et du bruit de la résistance de 1 kΩ présente sur
son entrée non-inverseuse). Finalement, les niveaux de bruit équivalents ramenés en sortie
de capteur de chaque mise en ÷uvre sont comparés sur la ﬁgure 4.9.
La ﬁgure 4.10, ensuite, illustre la sensibilité de ces quatre mises en ÷uvre. Il est important
de remarquer que la très forte sensibilité intrinsèque SΩ22 , illustrée sur la ﬁgure 4.7, ne
conduit pas nécessairement à la plus forte sensibilité électrique. Ceci est dû la forte valeur
de Z22(Bp) vis-à-vis des plus faibles valeurs de Rg, ne permettant pas d'exciter correctement
le capteur en courant. Cette constatation illustre une fois de plus la nécessité de prendre en
compte l'ensemble des éléments du système dans le choix d'un conditionnement optimal.
Enﬁn, la ﬁgure 4.11 représente le bruit équivalent en champ, en T/
√
Hz, en fonction de
Rg. Cette ﬁgure illustre un comportement complexe du bruit vis-à-vis du conditionnement
électronique. Il apparaît que la conﬁguration B (MIG→ Bobine) est la plus prometteuse
dans le cas présenté ici. Le point d'excitation optimal se situe dans la partie basse de la
courbe, lorsque le bruit est dominé par celui provenant de l'étage d'excitation. Dans un tel
cas, il est inutile d'augmenter l'amplitude d'excitation (du moins dans le régime linéaire)
puisque le bruit augmente proportionnellement à la sensibilité. De plus, une augmentation
excessive du courant d'excitation engendrerait l'apparition de phénomènes non-linéaires de
l'élément sensible conduisant ﬁnalement à une diminution de la sensibilité (section 2.5.2).
Ce point n'est cependant pas considéré dans le présent modèle.
Le modèle présenté a été confronté avec une série de mesures de bruit pour les quatre
conﬁgurations possibles (A, B, C, et D). Les détails de la procédure expérimentale sont
identiques à ceux utilisés dans le modèle, tels qu'exposés dans la section 4.2.1. Les niveaux de
bruit, en zone de bruit blanc, sont obtenus à partir des densité spectrales de bruits mesurées
à l'aide d'un analyseur de spectre basse-fréquences, HP3562A, connecté en sortie de chaîne
de mesure. Lors de ces mesures, l'élément sensible est soumis à une variation de champ
magnétique petit signal de référence, à basse-fréquence, permettant d'évaluer la sensibilité
de la chaîne de mesure. Les résultats expérimentaux 2 sont indiqués par un symbole sur
chacune des courbes des ﬁgures 4.9, 4.10 et 4.11. Le bon accord entre les données mesurées
et le modèle suggère que l'approche générale de la modélisation du bruit est pertinente et
qu'elle inclut les mécanismes essentiels limitant les performances de notre capteur MIG. Dans
l'exemple présenté, nous pouvons noter que le bruit est essentiellement dominé par le bruit
2. À l'exception de la ﬁgure 4.9, les niveaux de bruit présentés sont mesurés en amont du détecteur
synchrone en considérant une démodulation idéale telle que donnée par le modèle. En eﬀet, les niveaux de











Figure 4.9 Densités spectrales de tension de bruit en zone de bruit blanc théoriques (traits
pleins) et mesurées (points), exprimées en sortie de capteur, en V/
√
Hz en fonction de la
résistance d'injection, Rg, pour une amplitude d'excitation, Vg, de 1Vp. Chaque courbe
correspond à l'une des quatre conﬁgurations possibles (A, B, C, ou D). Les symboles pleins
sont mesurés en amont du détecteur synchrone, en considérant une démodulation idéale
telle que donnée par le modèle, tandis que les symboles vides sont mesurés en sortie du
détecteur. Pour ces derniers, la densité spectrale de bruit peut être limitée par la dynamique
du détecteur synchrone utilisé. Dans les ﬁgures suivantes, nous ne considérerons que les

















Figure 4.10 Transferts en champ, après démodulation, théorique (traits pleins) et mesuré
(symboles), exprimés en sortie de capteur, en V/T, en fonction de la résistance d'injection,
Rg, pour une amplitude d'excitation, Vg, de 1 Vp. Chaque courbe correspond à l'une des













Figure 4.11 Densités spectrales de bruit blanc équivalent en champ théorique (traits pleins)
et mesuré (symboles), exprimées en sortie de capteur, en T/
√
Hz, en fonction de la résistance
d'injection, Rg, pour une amplitude d'excitation, Vg, de 1Vp. Chaque courbe correspond à
l'une des quatre mises en ÷uvre possibles (A, B, C, ou D).
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de l'électronique de conditionnement.
Choix de la conﬁguration quadripôle
Pour rappel, les résultats présentés jusqu'ici considèrent un point de fonctionnement en
champ, Bp, tel que la valeur de l'impédance statique, Zij(Bp), soit ﬁxée à mi-hauteur de sa
valeur maximale, là où la sensibilité intrinsèque est approximativement la plus élevée. Ce
choix était particulièrement approprié à la validation du modèle, eﬀectuée précédemment.
Néanmoins, les équations (4.36a) à (4.36d) et (4.39a) à (4.39d) font clairement apparaître le
rôle de la valeur de l'impédance statique dans l'expression du bruit total en sortie et dans
celle de la sensibilité en champ. Par conséquent, il convient de s'interroger sur l'eﬀet du choix
du point de fonctionnement en champ, Bp, sur les performances en bruit du système. Pour
cela, nous pouvons remarquer qu'il existe une petite région de champ autour du précédent
point de fonctionnement dans laquelle la variation d'impédance reste essentiellement linéaire.
En d'autres termes, il est alors possible d'assumer que la sensibilité intrinsèque, SΩij , reste
constante dans cette petite gamme de champ tandis que l'impédance statique, Zij(Bp), évolue
en fonction de Bp.
À partir de ce constat, il est possible de déterminer la densité spectrale de bruit équivalent
en champ à chaque limite de la zone de variation linéaire, déﬁnissant alors une gamme de
valeurs atteignables entourant les courbes de la précédente ﬁgure 4.11. Ceci est illustré sur
la ﬁgure 4.12. Cette dernière met clairement en évidence l'amélioration des performances
en bruit du système suivant le choix du point de fonctionnement. Cette amélioration est
particulièrement notable dans le cas de la mise en ÷uvre B, pour laquelle une diminution
de la valeur statique Z21(Bp) entraîne une diminution du bruit lié au générateur (source
de bruit dominante à fort courant d'excitation). Idéalement, le point de fonctionnement en
champ tel que |Z21(Bp)| = 0 permet même de s'aﬀranchir complètement du bruit issu de
l'étage d'excitation. Cette amélioration est conﬁrmée expérimentalement comme illustrée
sur la ﬁgure 4.12, où les symboles ronds indiquent un point de fonctionnement optimisé
correspondant à une valeur de |Z21(Bp)| plus faible que précédemment (pour comparaison,
les symboles carrés reprennent les résultats précédents, c'est-à-dire un point de fonctionne-
ment à mi-hauteur). Une densité spectrale de bruit équivalente en champ de 1 pT/
√
Hz est
alors constatée. Cependant, cette valeur n'est pas aussi faible que celle attendue en théo-
rie. En eﬀet, au point de fonctionnement théorique optimal (identiﬁé précédemment tel que
|Z21(Bp)| = 0), le phénomène de résonance lié à la présence de la capacité parasite engendre
en pratique une diminution de la sensibilité 3. Ainsi, il est alors expérimentalement impos-
sible d'atteindre les plus faibles valeurs de Z21(Bp) sans perdre sur la sensibilité, entraînant
3. Ce point est discuté à la section 3.3 et est particulièrement visible sur les courbes de la ﬁgure 3.10.
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alors une stagnation des performances.
Finalement, la conﬁguration B (MIG→bobine) apparaît clairement comme étant la plus
performante. C'est donc celle-ci qui sera utilisée dans la suite de nos travaux (Q11 = Z11,
Q12 = Z12, Q21 = Z21 et Q22 = Z22).
4.3 Modèle de bruit global de la chaîne de mesure
Avant de poursuivre vers la description d'une chaîne de mesure optimisée, il convient de
revenir sur la compréhension globale des performances de la chaîne de mesure.
En eﬀet, comme nous venons de le voir, la section précédente a présenté un modèle du
bruit magnétique équivalent. Celui-ci nous a permis de prédire les performances du système,
en fonction de la chaîne de détection, à partir des mesures expérimentales des paramètres Zij
du quadripôle MIG-bobine. Le chapitre 3, quant à lui, a permis de modéliser la réponse en
champ de ce quadripôle. Par conséquent, il est tout à fait possible d'intégrer dans le modèle
de bruit les paramètres Zij directement issus de la modélisation physique du quadripôle.
L'ensemble de la chaîne de mesure étant alors modélisé, les performances en bruit peuvent
être évaluées directement à partir des paramètres physiques de l'échantillon MIG (déterminés
au chapitre 2), des propriétés de la bobine associée et du type de conditionnement électro-
nique retenu. En reprenant le cas optimal de la conﬁguration précédente (MIG vers bobine)
et en remplaçant les termes Zij par leurs expressions théoriques respectives, l'expression de
la sensibilité, TB, devient :
TB ≈ Vg
∣∣∣∣ ∂∂B ( N(ZN−ZM ) sin θM cos θM1+ 2piaN2
lc
(ZM sin2 θM+ZN cos2 θM)Cpωp
)∣∣∣∣∣∣∣∣ l2pia (ZM cos2 θM + ZN sin2 θM)− [N(ZN−ZM ) sin θM cos θM ]2Cpωp1+ 2piaN2
lc
(ZM sin2 θM+ZN cos2 θM)Cpωp
∣∣∣∣+Rg (4.42)
où ZM = kMρ
J0(kMa)
J1(kMa)
et ZN = kNρ
J0(kNa)
J1(kNa)
correspondent aux impédances magnétique et
non magnétique, décrites au chapitre 1. Elles peuvent être évaluées à partir des propriétés
physiques de l'échantillon. De façon analogue, le niveau de bruit équivalent en champ est














Figure 4.12 Densités spectrales de bruit blanc équivalent en champ théorique (traits pleins
et surfaces) et mesuré (symboles) exprimées en sortie de capteur, en T/
√
Hz, en fonction de
la résistance d'injection, Rg, pour une amplitude d'excitation, Vg, de 1Vp. Chaque courbe
correspond à l'une des quatre mises en ÷uvre possibles (A, B, C, ou D). Les surfaces colorées
correspondent aux valeurs accessibles vis-à-vis de la gamme de variation du point de fonc-
tionnement en champ, Bp, dans laquelle la sensibilité intrinsèque est considérée constante.
Les cercles et carrés représentent des mesures expérimentales pour deux points de fonction-
nement, Bp, diﬀérents. Les carrés correspondent au même point de fonctionnement que celui
de la ﬁgure 4.11, et les cercles correspondent à un point de fonctionnement avec une valeur
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La ﬁgure 4.13 illustre l'évaluation des performances en bruit attendues en fonction du
point de fonctionnement en champ statique pour un élément sensible et une mise en ÷uvre
aux caractéristiques suivantes :
Micro-ﬁl MIG
Ms = 560 kA/m α = 0, 02 γ = 29, 6 GHz/T ρ = 129 µΩ.cm
a = 50 µm l = 3 cm Hk = 40 A/m θk = 75°
Bobine lc = 2, 5 cm N = 1000 Cp = 10 pF
Polarisation Idc = 6 mA Rg = 1 kΩ eg = 10 Vp fp = 300 kHz
Tableau 4.4 Caractéristiques utilisées pour l'évaluation théorique des performances en bruit.
Nous retrouvons alors des résultats proches de ceux obtenus expérimentalement et pré-
sentés en ﬁgure 4.12 pour une conﬁguration relativement similaire. La ﬁgure 4.13 permet
d'illustrer brièvement l'inﬂuence de quelques paramètres sur le niveau de bruit équivalent en
champ, traduisant la modélisation globale de la chaîne de mesure.
Le modèle complet, résumé ici, et ses résultats exposés à la ﬁgure 4.13, intègrent la glo-
balité des conclusions obtenues au long de cette thèse. Néanmoins, il faut bien se rendre
compte que les diﬀérents paramètres intervenant sont interdépendants. Par conséquent, il
est relativement diﬃcile de déterminer des paramètres d'optimisation directement à partir
de ces expressions complètes, hormis par une étude comparative exhaustive des résultats de
simulation. Pour cette raison, nous nous en tiendrons préférentiellement aux diverses conclu-
sions partielles, dégagées dans les diﬀérents chapitres de ce manuscrit, aﬁn d'élaborer une




















Induction magnétique B (µT)
−200 −100 0 100 200
Défaut
Idc = 10 mA
fp = 1 MHz
N = 200 tours
Figure 4.13 Évaluation théorique du bruit équivalent en champ du système mis en ÷uvre
à partir des caractéristiques du matériau MIG et du modèle de bruit de la chaîne de condi-
tionnement. La courbe par défaut est évaluée à l'aide des paramètres du tableau 4.4. Les
autres courbes illustrent l'inﬂuence de quelques paramètres (indiqués dans la légende).
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Chapitre 5
Mise en ÷uvre d'un magnétomètre à
MIG
La modélisation eﬀectuée au chapitre précédent a permis de dégager les grands axes de
la réalisation pratique d'un magnétomètre à très haute sensibilité. Ce dernier doit utiliser la
conﬁguration anti-diagonale (cas B). Le point de fonctionnement en champ de la MIG doit
vériﬁer |Z21(Bp)| → 0 aﬁn de réduire la contribution liée au bruit présent en amont du qua-
dripôle. L'étage de détection doit comporter un détecteur à diode qui permet de s'aﬀranchir
de la partie du bruit excédentaire liée au bruit de phase du générateur d'excitation. Enﬁn,
l'utilisation d'un ﬁltre passe-bande centré autour de la fréquence d'excitation, en amont du
détecteur, évite qu'un bruit excédentaire porté par les diﬀérents harmoniques se transpose à
basse fréquence après démodulation.
La chaîne de mesure présentée ici tient compte de ces diﬀérents points.
5.1 Optimisation de la chaîne directe
5.1.1 Description
La chaîne de mesure mise en ÷uvre est représentée sur la ﬁgure 5.1. L'étage de polari-
sation reprend celui présenté au chapitre précédent (excitation par un courant sinusoïdal
et polarisation par un courant statique). L'étage de détection, quant à lui, est dorénavant
constitué d'un détecteur de crête à diode dont la pertinence vis-à-vis du bruit de phase a été
démontrée précédemment. Cet étage est très proche de celui présenté par L. Ding [5]. Seul
un étage d'adaptation (ALI) y a été ajouté aﬁn d'assurer la bonne ampliﬁcation de la tension
apparaissant aux bornes de la bobine. Il est à noter que lors des travaux de L. Ding [5],
l'utilisation du détecteur à diode était particulièrement appropriée de par l'association à
une excitation de la MIG par courant pulsé (basée sur un oscillateur à relaxation) permet-
tant de limiter le bruit d'amplitude. Dans notre cas, ce type d'excitation n'est pas retenu
car il ne permet pas de régler ﬁnement l'amplitude d'excitation (paramètre important de la
mise en ÷uvre, cf. chapitre 2). Néanmoins, le mode d'excitation pulsé peut être une piste
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d'optimisation future de la chaîne actuelle.
L'étage d'adaptation est constituée d'un OP37, en mode non-inverseur. Son gain est ﬁxé
par les résistances R1 et R2 et son utilisation impose une limitation de la dynamique du signal
en entrée liée principalement à son slew-rate et à la saturation de son étage de sortie. Le
détecteur de crête est composé d'une diode rapide, BAR10, et d'un étage de pré-polarisation
statique. Celui-ci permet de compenser le seuil de détection de la diode. La sortie, vs, du
détecteur est ampliﬁée à l'aide d'un ampliﬁcateur d'instrumentation, INA163.
Comme évoqué précédemment, le point de fonctionnement en champ, Bp, optimal est
donné par |Z21(Bp)| = 0 aﬁn d'annuler la contribution en bruit de l'étage d'excitation.
Cependant, pour garantir le bon fonctionnement de la diode, il est nécessaire de maintenir
une amplitude minimale de la porteuse telle qu'illustrée à la ﬁgure 5.2. De plus, la présence
de la capacité parasite, Cp, de la bobine de détection, associée à la capacité d'entrée de
l'étage d'adaptation, engendre un phénomène de résonance, tel que discuté au chapitre 3.
Il en découle une diminution de la sensibilité à l'approche de |Z21(Bp)| = 0. Ainsi, le point
de fonctionnement en champ sera choisi aﬁn de maximiser le transfert tout en assurant une
amplitude de la porteuse en amont de la diode, Ve, comprise entre 100 mVp et 500 mVp. La
limite basse (100 mVp) permet un fonctionnement correct de la diode tandis que la limite
haute (500 mVp) assure la non-saturation de l'étage d'adaptation. En pratique, le point de
fonctionnement Bp est ﬁxé à l'aide d'un aimant permanent judicieusement positionné.
La fréquence d'excitation, fp, est ﬁxée à 1 MHz. Comme précédemment, l'élément sen-
sible utilisé est l'échantillon de référence dont les caractéristiques à 1 MHz sont données sur
la ﬁgure 5.3. Le courant de polarisation statique parcourant le micro-ﬁl est ajusté à 6 mA
(Rbias = 2, 2 kΩ) aﬁn de maximiser la sensibilité. Pour augmenter la sensibilité intrinsèque
de l'échantillon, une fréquence d'excitation plus élevée serait préférable. Cependant, il ap-
paraît qu'au-delà du MHz l'eﬀet de la capacité parasite du bobinage se fait trop ressentir
et l'augmentation de la sensibilité stagne. De plus, une augmentation de la fréquence im-
pose d'autres contraintes sur la réalisation de l'étage d'adaptation, notamment vis-à-vis du
slew-rate. Cela entraîne alors une distorsion du signal et vient dégrader les performances en
bruit lors de la détection du fondamental (cf. section 4.1.4). La fréquence de fonctionnement
à 1 MHz représente un bon compromis au regard des performances en sensibilité de la MIG.
Le ﬁltre passe-bande est réalisé à l'aide d'une cellule résonante RLC. Il est centré au-
tour de la fréquence de la porteuse, fp, et permet de réduire la distorsion du signal (due au
comportement non-linéaire de la MIG et aux limites de fonctionnement de l'étage d'adapta-
tion). L'atténuation dans la bande ∆f = ±100 kHz autour de fp est de −8 dB (±1, 6 dB à
∆f < 100 kHz). L'harmonique de rang 2 (f = 2fp) est atténuée de 15, 6 dB par rapport au






























Figure 5.1 Schéma de la chaîne de mesure optimisée. Sauf indications contraires, nous
considérons par la suite les valeurs de composant suivantes : Rg = 750 Ω, Rbias = 2, 2 kΩ,
R1 = 100 Ω, R2 = 500 Ω, Cfiltre = 2, 2 nF, Rdem = 10 kΩ, Cdem = 1 nF et GINA = 200
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Figure 5.2 Facteur de démodulation du détecteur crête à diode en fonction de l'amplitude













































































Induction magnétique appliquée (mT)





Induction magnétique appliquée (mT) Induction magnétique appliquée (mT)
Induction magnétique appliquée (mT)Induction magnétique appliquée (mT)Induction magnétique appliquée (mT)
Figure 5.3 Caractéristiques Zij et SΩij de la matrice impédance de l'échantillon de référence
pour une fréquence d'excitation, fp, de 1 MHz. Seules les courbes de sensibilité intrinsèque
obtenues pour Idc = 6 mA sont représentées.
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Sources de bruit contribuant au niveau de bruit blanc haute fréquence autour de la
porteuse
À partir du modèle de bruit développé au chapitre précédent, il s'agit ici de détailler les
diﬀérentes contributions à la densité spectrale de bruit enLB (en entrée de détecteur) dans le
cas particulier de la ﬁgure 5.1. Il est à noter que l'utilisation du ﬁltre passe-bande en amont
du démodulateur permet de considérer uniquement le fondamental (M = 1) du signal ve(t).
Les diﬀérentes densités spectrales de bruit présentes à hautes fréquences sont :
en1 associée au générateur délivrant le signal d'excitation. Elle intègre les bruits
d'amplitude et de phase αn et θn,
enRg associée au bruit thermique des résistances Rg et Rbias en parallèle,
enQ associée au bruit thermique du quadripôle Q,
enbuff associée au bruit de tension du modèle en−in de l'ampliﬁcateur de l'étage d'adap-
tation,
inbuff associée au bruit de courant du modèle en − in de l'ampliﬁcateur de l'étage
d'adaptation,
enR1 associée au bruit thermique de la résistance R1,
enR2 associée au bruit thermique de la résistance R2,
enRf associée au bruit thermique de la résistance de 220 Ω du ﬁltre passe-bande,
enRpol−HF associée au bruit thermique de la résistance de 1 kΩ de pré-polarisation statique
de la diode.
Bruit de l'oscillateur délivrant le courant d'excitation La densité spectrale de bruit eng













+ 4kBTemp (Rg ‖ Rbias) (5.1)
Quadripole La densité spectrale de bruit, enQ , liée aux ﬂuctuations thermiques du quadri-
pôle est donnée au tableau 4.2.
Étage d'adaptation Les valeurs numériques du modèle en − in de l'OP37 utilisé sont






INA163 inINA 0, 8 pA/
√
Hz
présence de bruit en 1/f avant










OP37 inbuff 0, 8 pA/
√
Hz
présence de bruit en 1/f avant




Tableau 5.1 Densités spectrales de bruit en zone de bruit blanc des diﬀérents ampliﬁcateurs
utilisés dans le montage étudié.
Il est à noter que les sources de bruit de enbuff et de enR1 sont vues en entrée de l'étage
d'adaptation tandis que celle de enR2 est vue en sortie. Le courant de bruit associé à inbuff
apparaît, au travers de l'impédance statique de la bobine de détection et de la résistance R1,
comme une source de tension en entrée de l'étage d'adaptation. L'ensemble de ces sources






















où Gfiltre et Gbuffer représentent, respectivement, l'atténuation du ﬁltre et le gain de l'étage
d'adaptation. Ce dernier s'exprime par :




Ici, il convient de rappeler que inbuff circule dans le quadripôle. Sa composante basse
fréquence n'est pas ﬁltrée et peut induire un bruit équivalent en champ détecté par le capteur.
Ce phénomène est pris en compte au travers du produit gX in−det (cf. section 4.1.2).
Bruit introduit par le ﬁltre passe-bande La source de tension de bruit associée à enRf
apparaît comme une source placée en entrée du ﬁltre passe-bande. A l'inverse, celle associée
à enRpol−HF est perçue directement avant l'étage de démodulation. Ainsi, ces deux sources de
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= 4kBTempRpol + 220G
2
filtre4kBTemp. (5.4)
Finalement, le bruit total présent en entrée du démodulateur, d'après les équations (4.22),






















+ e2nf . (5.5)
Sources de bruit contribuant au niveau de bruit blanc basse fréquence après
démodulation
Dans le cas particulier de la ﬁgure 5.1, les diﬀérentes densités spectrales de bruit contri-
buant au niveau de bruit, enBF , apparaissant après démodulation sont :
enRpol−BF associée au bruit thermique basse fréquence de la résistance de polarisation sta-
tique de la diode, Rpol,
enRdem associée au bruit thermique de la résistance Rdem en sortie de détecteur,
enAmpl associée au bruit de l'ampliﬁcateur d'instrumentation INA163 situé en ﬁn de
chaîne.
Quatre sources de bruit doivent être considérées pour évaluer enAmpl . Il s'agit des sources de
bruit de tension et de courant (modèle en − in) de l'ampliﬁcateur d'instrumentation, de la
source de bruit de la résistance, Rgain, ainsi que de la source de bruit de l'étage de sortie de
densité spectrale, enINA−S . Ainsi :












où les valeurs de enINA , inINA et enINA−S sont données au tableau 5.1 et GINA est le gain de
l'ampliﬁcateur d'instrumentation.
De plus :
e2nRdem = 4kBTempRdem (5.7)
et
e2nRpol−BF = 4kBTempRpol (5.8)
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puisque les ﬂuctuations basses fréquences sont transmises sans modiﬁcation au travers de la
diode.








Bruit total en sortie de la chaîne de mesure
Les coeﬃcients de démodulation associés à la chaîne de détection, ken et kb, sont ceux d'un



















La densité spectrale de bruit, entotal , en sortie de chaîne est donnée par l'équation (4.24) in-
tégrant les expressions des diﬀérentes contributions en bruit données par les équations (5.1), (4.15), (5.2), (5.4), (5.5),

















































































A partir des caractéristiques de la matrice impédance [Z] de l'élément sensible, il est pos-
sible de prédire les performances en bruit en fonction du point de fonctionnement en champ
Bp. Ainsi, la sensibilité en champ, Sv, est donnée à la ﬁgure 5.4 pour une amplitude d'exci-
tation Vg = 10 Vp (correspondant à un courant d'excitation de 13 mA). La valeur maximale
obtenue pour un point de fonctionnement en champ, Bp, proche de 20 µT est d'environ
150 kV/T. Le niveau de bruit équivalent en champ, bn, est donné à la ﬁgure 5.5. Pour un
point de fonctionnement en champ compris entre −20 µT et +20 µT, des performances en
bruit de l'ordre de 500 fT/
√
Hz sont attendues en zone de bruit blanc.
La ﬁgure 5.6 détaille les contributions de chacune des sources de bruit considérées dans
le modèle. Comme lors de la conﬁguration utilisée au chapitre précédent, il apparaît que la
source de bruit dominante est liée au générateur d'excitation. En choisissant judicieusement
le point de fonctionnement en champ, cette contribution peut être réduite (Bp ≈ 0 µT).
Dans un tel cas, un ensemble de sources de bruit (associées à enQ, enRdem , enbuff , enINA ,
enRpol−HF , enRpol−BF et enR1) contribue au niveau de bruit global de la chaîne. Parmi celles-ci,
la contribution du bruit de Johnson lié à la partie résistive de la bobine du quadripôle est
majoritaire.
La ﬁgure 5.7 illustre les densités spectrales de bruit mesurées pour la chaîne de mesure
considérée et pour diﬀérentes amplitudes d'excitation, Vg. Elles sont exprimées en sortie
de chaîne (en V/
√
Hz) ainsi qu'en bruit équivalent en champ (en T/
√
Hz). La courbe en
pointillé illustre le niveau de bruit lié uniquement à l'électronique de conditionnement. Celle-
ci est obtenue en remplaçant l'élément sensible de référence par un échantillon fantôme. Ce
dernier est constitué d'un pont diviseur d'impédance équivalente, permettant d'obtenir la
même amplitude de porteuse en entrée de l'étage d'adaptation. La sensibilité en champ
mesurée pour une excitation Iac = 13 mA correspond bien à la valeur maximale prédite par
le modèle (environ 150 kV/T). Les performances en bruit sont, quant à elles, légèrement
réduites par rapport aux prédictions. Ainsi, le niveau de bruit mesuré en zone de bruit blanc
avoisine les 700 fT/
√
Hz, au lieu des 500 fT/
√
Hz attendus. Les densités spectrales de bruit
laissent apparaître également un fort niveau de bruit excédentaire en 1/f à basse fréquence.
Il semble que ce dernier soit un bruit perçu comme un bruit d'origine magnétique. En eﬀet,
contrairement au niveau de bruit blanc, ce bruit en 1/f est indépendant de la sensibilité. Or,
l'amplitude de la porteuse en entrée de l'étage d'adaptation étant similaire dans chacune des
trois mesures présentées, le bruit en tension imputable au générateur d'excitation devrait être
identique et son équivalent en champ devrait donc dépendre de la sensibilité. De plus, ce bruit
est supérieur au bruit de l'électronique seul (mesuré avec l'échantillon fantôme). Parmi les
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Figure 5.4 Sensibilité en champ, Sv (en V/T), de la chaîne de mesure optimisée en fonction
du point de fonctionnement en champ Bp, pour une amplitude d'excitation Vg = 10 Vp





















Induction magnétique appliquée Bp (µT)
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Figure 5.5 Niveau de bruit équivalent en champ attendu (en T/
√
Hz) en fonction du point
de fonctionnement en champ Bp, pour une amplitude d'excitation Vg = 10 Vp (correspondant
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Figure 5.6 Détail des contributions de chacune des sources de bruit présentes dans la
chaîne de mesure, exprimées en sortie de chaîne après démodulation, en fonction du point
de fonctionnement en champ. L'amplitude d'excitation Vg est de 10 Vp, correspondant à un




Hz à 10 Hz), il est alors possible d'attribuer ce bruit à celui du capteur. Cependant,
le niveau observé est bien supérieur à celui attendu. D'après la ﬁgure 5.6, il peut être envisagé
que ce bruit soit induit par la partie résistive de la bobine (enQ). Néanmoins, sa dépendance
n'est pas attendue en 1/f comme observé et son équivalent en champ devrait dépendre de la
sensibilité. Des mesures de spectre de cohérence, utilisant deux chaînes de mesure identiques
et séparées en amont ou en aval de l'élément sensible, conﬁrment l'hypothèse d'un bruit
magnétique induit par le capteur.
5.2 Mise en ÷uvre et évaluation des performances du
magnétomètre
Comme nous l'avons vu à la section 1.2, la réponse en champ des dispositifs MIG est
fortement non-linéaire. Il est alors peu réaliste de parler de magnétomètre tant que ces
dispositifs ne sont pas mis en ÷uvre dans un système contre-réactionné en champ. Cette
section s'intéresse à la réalisation pratique et à la caractérisation d'un magnétomètre à MIG,
intégrant une contre-réaction en champ.
5.2.1 Conception
Aﬁn de réaliser le magnétomètre à proprement parler, la chaîne de mesure optimisée,
détaillée à la section précédente, est maintenant intégrée dans un système complet mettant
en ÷uvre une contre-réaction en champ telle que décrite à la section 1.2.1. Le schéma du
magnétomètre ainsi obtenu est exposé à la ﬁgure 5.8.
La chaîne directe est réalisée à partir de la chaîne de mesure optimisée précédente (qui
constitue le bloc Td de la ﬁgure 1.3) et d'un bloc intégrateur. Le signal de sortie, vs, est prélevé
en sortie de ce dernier. La présence de l'intégrateur dans la chaîne directe assure l'absence
d'erreur statique. Le réglage de la tension continue apparaissant sur l'entrée inverseuse du
montage intégrateur permet de compenser la composante continue présente sur le signal en
sortie du bloc Td. Cette composante continue est liée au point de fonctionnement en champ
statique de la MIG (premier terme du membre de droite de l'équation 1.17). Le réglage de cet
oﬀset permet alors, de manière équivalente, d'ajuster ce point de fonctionnement en champ
du système.
Le bouclage du signal de sortie vers l'entrée, réalisant la contre-réaction, s'eﬀectue au
travers de la chaîne de retour. La conversion tension vers champ magnétique, Tr, de cette
chaîne est assurée tout d'abord par la résistance, Rcr, convertissant la tension de sortie en
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Figure 5.7 Densités spectrales de bruit en sortie de chaîne (à gauche) et équivalentes en
champ exprimées en sortie de capteur (à droite), mesurées pour des amplitudes d'excitation
Vg = 10, 7, 5 et 3, 75 Vp (correspondant à des amplitudes de courants d'excitation Iac =
13, 10 et 5 mA respectivement). La raie visible à 20 Hz correspond au signal en champ de
référence. L'amplitude de ce signal en sortie de chaîne de mesure permet de vériﬁer la bonne
sensibilité en champ du capteur.
de contre-réaction, Bcr. L'élément sensible joue alors le rôle de comparateur entre le champ
magnétique externe, Bext, et le champ de contre-réaction, Bcr, s'y opposant. En pratique, il
est possible d'envisager deux types de bobine de contre-réaction. La première est une bobine
externe englobant l'intégralité de l'élément sensible. Cette solution ne vient en aucun cas mo-
diﬁer la chaîne directe. La seconde, plus élégante, consiste à réutiliser la bobine de détection
en y faisant circuler le courant basse fréquence issu de la contre-réaction. La ﬁgure 5.8 illustre
cette dernière solution en particulier. Néanmoins, cette réalisation introduit une impédance
en parallèle de la bobine de détection (correspondant à l'impédance de sortie de l'ensemble
intégrateur-Rcr). Elle modiﬁe alors la chaîne directe et peut dégrader ses performances.
En fonction du type de bobine de contre-réaction employé, le choix de la résistance Rcr
permet de ﬁxer le transfert en champ de la chaîne de retour, Tr. Nous rappelons ici que la
sensibilité en champ du magnétomètre est donnée par l'inverse du gain, Tr, de la chaîne de
retour, tant que la condition Td  1/Tr est vraie (équation 1.13).
5.2.2 Performances
Ces deux types de contre-réaction ont été réalisés et caractérisés. Leurs performances










































Figure 5.8 Schéma électrique du magnétomètre. Les rectangles blancs identiﬁent les diﬀé-
rents blocs fonctionnels en relation avec la ﬁgure 1.3. En pratique, nous utilisons les valeurs
de composants suivantes : Rg = 750 Ω, Rbias = 2, 2 kΩ (induisant Idc = 6 mA), R1 = 100 Ω,
R2 = 500 Ω, Cfiltre = 2, 2 nF, Rdem = 10 kΩ et Cdem = 100 nF. La résistance Rcr est ajustée
en fonction de la bobine de contre-réaction utilisée aﬁn d'obtenir le transfert de chaîne de
retour, Tcr, souhaité. Le courant d'excitation circulant dans l'élément sensible est de 13 mA
(soit Vg = 10 Vp) à 1 MHz. Une illustration du magnétomètre réalisé est donnée en ﬁgure C.1.
MAG03 ).
Dans le cas de la contre-réaction en champ via une bobine externe, cette dernière est
constituée d'un solénoïde de longueur 5 cm et de diamètre 4 cm. Ces dimensions permettent
d'englober l'intégralité de l'échantillon et de son support. Le transfert en champ de ce solé-
noïde est d'environ 2 mT/A. Cette conﬁguration permet aisément de valider le comportement
du magnétomètre sans modiﬁer les caractéristiques de la chaîne directe.
Le système utilisant la bobine de détection permet quant à lui de donner un exemple de
réalisation allant vers les systèmes intégrés et compacts.
Bruit et bande passante du magnétomètre
La ﬁgure 5.9a illustre les fonctions de transfert des deux types de magnétomètre à MIG
réalisés.
Dans le cas de l'utilisation d'une bobine externe, la résistance Rcr est ﬁxée à 1 kΩ. Ainsi,
la sensibilité du magnétomètre attendue (donnée par l'inverse du gain de la chaîne de retour
Tr = Bcr/Vs =
Rcr
2 mT/A
) est d'environ 500 kV/T. La sensibilité mesurée est de 490 kV/T,
correspondant à la valeur attendue (à 2%). La bande passante, à −3 dB, est proche de
90 kHz.
Dans la seconde conﬁguration, la génération du champ de contre-réaction est eﬀectuée
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Figure 5.9 Fonction de transfert (a) et niveau de bruit équivalent en champ (b) du magnéto-
mètre MIG réalisé, pour les deux types de bobine de contre-réaction utilisés. Pour mémoire,
la courbe en pointillé rouge du graphique (b) reprend le niveau de bruit équivalent en champ
mesuré en boucle ouverte (ﬁgure 5.7).
3, 6 kΩ. La sensibilité mesurée du magnétomètre est de 100 kV/T dont il est possible de
déduire un transfert correspondant de la bobine de 36 mT/A. Cette valeur est à comparer
à la valeur de gB = 48 mT/A, estimée à la ﬁgure 4.2 de la section 4.1.1, ou à la valeur
théorique attendue de 50 mT/A pour un bobinage de même type. La bande passante à
−3 dB est d'environ 70 kHz.
Les niveaux de bruit équivalents en champ sont donnés sur la ﬁgure 5.9b. Dans le cas de la
bobine externe, le niveau de bruit est légèrement inférieur à 1 pT/
√
Hz en zone de bruit blanc
et un fort bruit en 1/f est présent à basse fréquence. Cette densité spectrale de bruit est
très proche de celle mesurée en boucle ouverte (ﬁgure 5.7), validant ainsi le fonctionnement
du système et sa compréhension.
Dans le cas de l'utilisation de la bobine de détection, les performances en zone de bruit
blanc sont dégradées. En eﬀet, le comportement de la chaîne directe est modiﬁé par l'utili-
sation d'une même bobine pour la détection et la contre-réaction.
Excursion maximale et dynamique du système
L'amplitude maximale du champ magnétique mesurable est limitée par la tension maxi-
male de sortie de l'étage intégrateur.
Dans le cas de l'utilisation la bobine externe, celle-ci est de ±20 µT. Cette amplitude n'est
alors pas suﬃsante pour compenser la composante statique du champ terrestre. Ceci donne
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une dynamique de mesure de 126 dB/
√
Hz à 10 Hz.
Dans la seconde conﬁguration, le transfert de la bobine de détection, beaucoup plus
élevé que celui de la bobine externe, autorise une plus forte amplitude maximale de champ
mesurable. L'excursion atteint alors ±100 µT, ce qui donne une dynamique de mesure de
140 dB/
√
Hz à 10 Hz.
Vitesse de variation maximale en champ (slew-rate)
Le slew-rate déﬁnit la vitesse de variation maximale en champ que peut reproduire le
magnétomètre et s'exprime en T/s. La mesure de celle-ci est eﬀectuée en observant la réponse
du magnétomètre lorsqu'il est soumis à une brusque variation de champ magnétique.
Les ﬁgures 5.10a et 5.10b illustrent l'obtention de cette caractéristique (variations de
champ croissante et décroissante) pour les deux types de contre-réaction réalisés. Lors de
l'utilisation de la bobine externe, nous obtenons un slew-rate d'environ 117 mT/s. Dans le
cas de l'utilisation de la bobine de détection, son transfert plus élevé autorise une fois de
plus de meilleures performances et nous obtenons un slew-rate de 450 mT/s.
Conclusion
Cette section a permis de montrer la réalisation pratique d'un magnétomètre à MIG.
Les diﬀérentes caractéristiques des deux types de magnétomètre envisagés sont résumées au
tableau 5.2. À des ﬁns de comparaison, nous indiquons également les performances d'un
magnétomètre ﬂuxgate commercial (Bartington MAG03 ). Nous constatons ici que notre
magnétomètre est capable de rivaliser sur l'ensemble des caractéristiques exposées.
En eﬀet, la bande passante aﬃchée par les magnétomètres à MIG est grandement supé-
rieure à celle du ﬂuxgate, ce dernier étant limité par sa fréquence d'excitation du matériau
magnétique. Les performances en zone de bruit blanc sont également favorables à nos ma-
gnétomètres. Néanmoins, ils sont fortement pénalisés à basse fréquence par la présence d'un
important bruit en 1/f .
Concernant la sensibilité et l'excursion maximale, ces caractéristiques sont globalement
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Figure 5.10 Évaluation du slew-rate du magnétomètre dans le cas de l'utilisation d'une
bobine de contre-réaction externe (a) ou de la bobine de détection (b). Les courbes en
pointillé correspondent au champ magnétique appliqué, présentant une brusque variation de
type échelon. Les courbes en traits pleins illustrent la réponse de chaque magnétomètre à
cette brusque variation de champ. Il apparaît que le slew-rate est diﬀérent suivant que l'on
considère des variations croissante ou décroissante.
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Conclusion générale
Le travail de thèse synthétisé dans ce manuscrit a été consacré à l'optimisation d'un ma-
gnétomètre à base de micro-ﬁls à magnéto-impédance géante. Ce sujet nécessite des investi-
gations allant de la science des matériaux à l'électronique de systèmes faible bruit. De par sa
pluridisciplinarité, il a été eﬀectué en cotutelle entre l'Université de Caen Basse-Normandie
(laboratoire GREYC) et l'École Polytechnique de Montréal (Laboratoire de Magnétisme) et
donnera lieu à une bi-diplomation des deux établissements. Cette cotutelle a été soutenue
par une bourse du programme Frontenac d'aide à la mobilité des étudiants en cotutelle de
thèse Franco-Québécoise.
Le premier chapitre a permis de résumer la problématique. Il a exposé les mécanismes
physiques mis en jeux dans l'eﬀet MIG et les principes de base relatifs à sa mise en ÷uvre
comme magnétomètre. Le fort potentiel des matériaux MIG pour la magnétométrie à haute
sensibilité est exposé lors de l'étude bibliographique. Celle-ci justiﬁe également l'intérêt de ce
travail de recherche en révélant que peu de travaux s'intéressent aux performances en bruit
qui limitent ultimement le plus petit champ magnétique détectable par le magnétomètre,
alors qu'il s'agit d'un critère essentiel pour la qualiﬁcation des instruments de mesure. Les
résultats issus de travaux antérieurs ont permis alors de dégager deux axes de recherche
privilégiés : l'augmentation de la sensibilité en champ du matériau polarisé (exprimée en
V/T) et la réduction du bruit provenant de l'électronique de conditionnement. L'originalité
du travail eﬀectué ici réside dans la prise en compte de la globalité de la chaîne d'instrumen-
tation, de la physique du matériau MIG jusqu'à sa mise en ÷uvre ﬁnale, avec pour objectif
l'augmentation des performances du système, notamment en terme de bruit. Ce manuscrit
est une synthèse du travail réalisé, abordé au travers de trois grands volets interdépendants
dont chacun contribue aux retombées sur les pistes d'optimisation.
Le premier des trois volets est consacré au matériau sensible à eﬀet MIG. Il présente tout
d'abord la description d'un modèle simpliﬁé de la sensibilité en champ. Les prédictions de
ce dernier sont ensuite confrontées aux sensibilités en champ mesurées d'une série de dif-
férents échantillons MIG. Contrairement à la plupart des études qui utilise un facteur de
mérite purement  matériau , l'originalité de cette étude réside dans la prise en compte
de la sensibilité en tension (exprimée en V/T), intégrant alors l'amplitude du courant d'ex-
citation optimale. Cette dernière est un paramètre intrinsèque à chaque échantillon, dont
l'importance cruciale est particulièrement bien illustrée. Il résulte, de la confrontation entre
le modèle et l'expérience, qu'aucun des micro-ﬁls testés ne présente un caractère idéal. S'y
ajoute également une forte inhomogénéité intrinsèque des matériaux engendrant des pro-
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blèmes de reproductibilité des performances. La prise en compte de l'amplitude d'excitation
optimale permet néanmoins de compenser la dispersion des résultats. Cette confrontation
permet ﬁnalement de valider le modèle simpliﬁé de la sensibilité, apportant alors un cadre
utile à l'optimisation du matériau, notamment par l'augmentation du rapport 1 Msρ. La
comparaison des échantillons entre eux, quant à elle, met en lumière une relative similitude
des propriétés physiques et des performances, à tel point qu'il n'est pas évident d'en identi-
ﬁer un qui surpasse fortement les autres. La sélection ﬁnale d'un échantillon en particulier
est alors eﬀectuée sur la base d'un compromis entre bonnes performances en sensibilité et
facilité d'emploi.
Dans le second volet, nous nous sommes intéressés à l'apport de la structure quadripôle
qui apparaît plus distinctement lorsque les dispositifs MIG sont associés à une bobine de
capture. La modélisation de la réponse en champ de cette structure conﬁrme l'accroissement
de la sensibilité lié à l'utilisation d'une bobine possédant un grand nombre de tours et permet
de valider l'intérêt du bobinage. L'apport principal de ce travail est la prise en compte de
la capacité parasite apparaissant aux bornes de la bobine. Celle-ci est le principal facteur
limitant l'utilisation d'un grand nombre de tours de la bobine de détection et l'accroissement
de la sensibilité. Sa présence implique également l'existence d'une fréquence d'excitation
optimale propre à chaque élément sensible qu'il convient de déterminer préalablement à une
mise en ÷uvre.
Dans le troisième et dernier volet de ce travail de recherche, concernant le conditionnement
électronique du magnétomètre, nous avons développé un modèle de bruit permettant de
prédire et d'analyser les performances en bruit du système en fonction des paramètres de
mise en ÷uvre. Cette modélisation a tout d'abord valider l'intérêt de la structure quadripôle
lorsque l'intégration du dispositif dans un système complet est considérée. Elle a également
permis d'éclairer le choix du type de démodulation à employer et de révéler l'eﬀet de la
distorsion du signal sur le niveau de bruit résultant en sortie. Un éclairage important a
également été apporté sur le choix du point de fonctionnement en champ, permettant de
réduire la contribution des sources de bruit apparaissant en amont de l'élément sensible.
Cette compréhension globale des trois volets nous permet alors de faire des choix optimaux
sur la mise en ÷uvre, en fonction des limitations pratiques rencontrées. Un magnétomètre
optimisé, issu de ces choix, a été réalisé et aﬃche des performances honorables avec des
niveaux de bruit en champ autour de 30 pT/
√
Hz à 1 Hz et inférieurs à 1 pT/
√
Hz en zone
de bruit blanc. Bien que l'origine du bruit excédentaire à basse fréquence soit encore à
clariﬁer, les performances en zone de bruit blanc sont toujours limitées par l'électronique de
conditionnement. Ceci indique que les limites fondamentales des dispositifs à eﬀet MIG ne
1. Nous rappelons que Ms désigne l'aimantation à saturation et ρ la résistivité.
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sont pas encore atteintes et ouvre sur une éventuelle poursuite du travail.
Ce travail laisse entrevoir de nouvelles perspectives de recherche permettant l'obtention
d'un matériau optimisé, issues de l'analyse du modèle simple de la sensibilité. Ceci concerne
l'augmentation du rapport Msρ, cité précédemment, et la minimisation de l'importance de
l'anisotropie pouvant être compensée par l'augmentation de l'amplitude d'excitation opti-
male. Le modèle pourrait être lui-même aﬃné car plusieurs paramètres importants semblent
toujours dissimulés. En particulier, la dépendance en fréquence du champ critique, Hc, et
son évolution par rapport aux défauts et aux contraintes mécaniques ne sont pas totale-
ment explicitées. Enﬁn, il serait intéressant d'envisager une validation du modèle simple de
la sensibilité sur une gamme plus hétérogène de matériaux, et de l'étendre à la structure
quadripôle. En eﬀet, cette extension permettrait de vériﬁer les hypothèses sur l'optimisation
du matériau lorsqu'une bobine de détection est utilisée.
Une étude de l'eﬀet du courant d'excitation et la prise en compte des phénomènes non-
linéaires dans le quadripôle complet sont également envisageables. Par ailleurs, une meilleure
compréhension de l'origine de la capacité parasite, Cp, et de son évolution en fonction du
nombre de tours de la bobine semble également nécessaire aﬁn d'envisager sa réduction
et la réalisation de bobines optimales. Le modèle physique du quadripôle est également
perfectible, il conviendrait ainsi de poursuivre le travail de modélisation en tenant compte
de la propagation des champs électro-magnétiques dans les diﬀérents milieux constituant
l'élément sensible.
Les performances en bruit étant toujours limitées par l'électronique de conditionnement, il
convient de s'interroger sur l'optimisation de cette dernière. Ainsi, il est possible d'envisager
la mise en ÷uvre d'un type d'excitation diﬀérent, notamment par courant pulsé permettant
de limiter le bruit d'amplitude issu de l'oscillateur. Cette solution devra cependant intégrer
un contrôle précis de l'amplitude du courant d'excitation. Il est également souhaitable d'envi-
sager une fréquence d'excitation plus élevée aﬁn d'accroître l'amplitude de l'eﬀet MIG. Dans
ce cas, la diminution de la capacité parasite du bobinage est nécessaire aﬁn de conserver
un nombre de tours de bobine élevé. Cette augmentation de fréquence suggère également le
remplacement de l'étage d'adaptation actuel par une électronique plus rapide, sans toutefois
dégrader ses performances en bruit.
Finalement, l'ensemble de ce travail a montré l'interdépendance des contraintes des diﬀé-
rents volets sur l'optimisation de la mise en ÷uvre d'un magnétomètre à MIG. Ceci renforce
l'intérêt d'une étude systémique globale de l'ensemble de la chaîne de mesure. Dans notre
cas, celle-ci permet, en intégrant les trois volets, de prédire les performances ﬁnales en bruit
directement à partir des caractéristiques physiques des échantillons et de l'électronique de
mise en ÷uvre.
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Cette approche systémique du travail d'optimisation débouche sur de très bonnes per-
formances en niveau de bruit équivalent en champ, qui atteignent les 700 fT/
√
Hz en zone
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Annexe A
Caractérisation de l'impédance en
régime linéaire
Analyseur de réseau vectoriel
Agilent 4396B
Sources de courant DC :






(Placé au centre des bobines)
Figure A.1 Illustration du banc de mesure MIG permettant d'obtenir les courbes d'impé-
dance en fonction du champ magnétique. Cette illustration correspond au schéma de principe
donné en ﬁgure 2.8.
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Annexe B
Exemple de câblage typique d'un
élément sensible
Élément sensible :








Figure B.1 Illustration d'un élément sensible typique câblé sur son porte-échantillon.
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Annexe C














du signal de référence
Figure C.1 Illustration du circuit électronique du magnétomètre optimisé réalisé. Le schéma




Figure D.1 Chambre blindée amagnétique utilisée lors de la caractérisation des perfor-
mances en bruit.
